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HARTMETALL-FLIESSPRESSMATRIZEN
”... experimental research in the field of brittle 
fracture statistics is rather frustrating ...”
Alfred M. Freudenthal /l/
1. Einführung
In der Großserienfertigung von Bauteilen aus Stahl und 
NE-Metallen bietet die Kaltmassivumformtechnik gegenüber 
den spanenden Fertigungsverfahren bis zu 50 Prozent Werk­
stoff einsparung bei gleichzeitig höherer Mengenleistung 
und besseren mechanischen Eigenschaften durch beanspru­
chungsgerechten Faserverlauf und Festigkeitssteigerung. 
Die hohen Werkzeugkosten sowie der große Aufwand beim 
Umrüsten auf ein neues Teil lassen allerdings bei der 
anhaltenden Tendenz zu kleineren Losgrößen den Konkur­
renzdruck von Seiten der Zerspantechnik steigen, nicht 
zuletzt aufgrund der Rationalisierungs- und Automatisie­
rungsmaßnahmen auf diesem Gebiet /2/.
Um konkurrenzfähig zu bleiben, muß die Umformtechnik 
weitgehend einbaufertige Werkstücke mit engen Fertigungs­
toleranzen liefern. Darüberhinaus erschließt sich die 
Kaltfließpreßtechnik mehr und mehr die Fertigung komple­
xer Geometrien, wie z.B. Verzahnungsteile, sowie die 
Verarbeitung hochfester Werkstoffe.
Diese Entwicklungen zwingen zum Einsatz von sowohl mecha­
nisch hochbelastbaren Werkzeugen, als auch zu verstärkten 
Verschleißschutzmaßnahmen, um vertretbare Standzeiten zu 
gewährleisten.
Standzeiterhöhung von Werkzeugen bedeutet nicht nur einen 
8geringeren Anteil von Werkzeugkosten, der derzeit etwa 5 
bis 15% der Fertigungskosten ausmacht, sondern auch eine 
Verminderung der durchschnittlichen Umrüst- und damit 
Stillstandszeiten kapitalintensiver Produktionsanlagen 
/3/.
Die Werkzeugstandzeit sollte in erster Linie vom Ver­
schleiß der formgebenden Werkzeugteile begrenzt sein, 
weshalb dieser auch bereits Gegenstand zahlreicher Unter­
suchungen war /4,5,6/. Ein Teil der Werkzeuge versagt 
allerdings schon vor Erreichen der Verschleißgrenze trotz 
korrekter Auslegung durch Bruch. Dieser Anteil kann bei 
der Herstellung kompliziert geformter Teile sogar bis auf 
100 Prozent ansteigen /7/. Eine Analyse der Ausfallur­
sachen von Kaltumformwerkzeugen und der damit verbundenen 
Kosten, etwa durch Folgeschäden an Maschinen, macht dies 
in Bild 1 an einem Beispiel aus der Praxis deutlich.
Bild 1: Ausfallursachen von Kaltumformwerkzeugen und da­
mit verbundene Kosten in einem Industrieunternehmen /8/ 
9Ausführliche Untersuchungen der Ursachen des Werkzeugaus­
falls durch Bruch liegen allerdings nur in sehr be­
schränktem Umfang vor. Eingehender untersucht wurde dage­
gen die Beanspruchung der Werkzeuge während des Umform­
vorgangs, sowohl experimentell als auch theoretisch.
Berechnungen mit der Methode der Finiten Elemente werden 
durch die immer leistungsfähigeren Rechenanlagen vermehrt 
zur Auslegung von hochbeanspruchten Werkzeugen herangezo­
gen. Solchen Berechnungen liegt üblicherweise als Aus­
legungskriterium die Streckgrenze des verwendeten Werk­
stoffs zugrunde, was angesichts der zyklischen Werkzeug­
belastung und dem kleinen Streckgrenzenverhältnis spröder 
Werkzeugwerkstoffe nicht sinnvoll erscheint. Dies ge­
schieht jedoch bewußt in Ermangelung von Werkstoffkenn­
werten, die das Bruchverhalten solcher Werkstoffe unter 
Wechsellast beschreiben.
Für Hartmetalle, die aufgrund ihrer extremen Druckfestig­
keit und ihrem hohen Verschleißwiderstand prädestiniert 
für die Kaltumformung scheinen, geht man wegen ihrer 
großen Rißempfindlichkeit sogar dazu über, ein zugspan­
nungsfreies Werkzeug zu fordern, was allerdings bereits 
für eine einfache, abgesetzte Fließpreßmatrize wegen 
einer Spannungsspitze am Querschnittsübergang nicht zu 
realisieren ist /9/.
Eine Betrachtung des Werkzeugversagens von z.B. Fließ­
preßmatrizen durch Bruch erfordert, wie in Bild 2 deut­
lich wird, neben WerkstoffUntersuchungen die Einbeziehung 
der Oberflächenbeschaffenheit, der Geometrie sowie der 
Armierungsparameter des Werkzeugs.
In der Kaltmassivumformtechnik nehmen Hartmetallwerkzeu­
ge, von einigen Ausnahmen abgesehen, eine untergeordnete 
Stellung ein, was nicht allein auf den höheren Preis ge­
genüber Stahlwerkzeugen zurückgeführt werden kann; viel­
mehr wird Hartmetall oft zu Unrecht überhaupt nicht als 
Alternative in der Werkstoffauswahl in Betracht gezogen 
bzw. der Einsatz scheitert an Werkzeugkonstruktionen, 
die den Werkstoffeigenschaften von Hartmetall nicht aus-
10
^Beanspruchung von Fließpreßmatrizenh
Einflußgroßen
Umformvorgang Rohteil/Werkst. Werkzeug Maschine
Verfahren 
Temperatur 
Geschwindig­
keit
0
Werkstoff 
Geometrie 
Oberflächen­
behandlung 
Reibung 
Umformgrad
♦
Geometrie
Armierung
Fügevorgang ♦
Antriebsart
Steifigkeit 
Führungsge­
nauigkeit
Bild 2: Einflüsse auf die Beanspruchung von Fließpreß­
matrizen /9/
reichend Rechnung tragen und dadurch nicht die gewünschte 
Standzeit erbringen. Außerdem fehlt eine systematische 
Werkstoffentwicklung hin zum EinsatzSchwerpunkt Kaltmas­
sivumformung analog zur erfolgreichen Werkstoffoptimie­
rung auf dem Gebiet der Zerspanung /10/.
Die vorliegende Arbeit soll mit Blick auf die Umformtech­
nik Anregungen sowohl für die Werkstoffprüfung als auch 
für die Werkzeugkonstruktion und -auslegung geben und 
das Verständnis des Werkzeugwerkstoffs "Hartmetall” beim 
Anwender vertiefen.
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2. Stand der Erkenntnisse
2.1 Geschichtlicher überblick
Auf der Suche nach billigen Ersatzstoffen für den 
klassischen Hartstoff Diamant, der z.B. für Ziehsteine 
zum Drahtziehen eingesetzt wurde, sind vor etwa 80 Jahren 
hochschmelzende Karbide, insbesondere diejenigen der 
Übergangsmetalle Wolfram, Titan und Tantal, als extrem 
hart und verschleißbeständig erkannt worden /ll/. Daraus 
gegossene oder gesinterte Ziehsteine konnten jedoch auf­
grund von Lunkern und Graphitausscheidungen nicht über­
zeugen.
Erst die pulvermetallurgische Kombination dieser Metall­
karbide mit Metallen der Eisengruppe und die daraus re­
sultierende Flüssigphasensinterung führten zu "Cermets" 
(ceramic metals), die sowohl Verschleißbeständigkeit als 
auch ein gewisses Maß an Zähigkeit in sich vereinten.
Aus dieser Gruppe der zweiphasigen "Hartmetalle" hob sich 
bald die Verbindung von Wolframmonokarbid (WC) und Kobalt 
(Co) als Optimum hervor und ermöglichte in der zerspanen­
den Fertigungstechnik ein Mehrfaches an Schnittgeschwin­
digkeit bei gleichzeitig verringertem Verschleiß gegen­
über herkömmlichen Werkzeugstählen.
Das Wort Hartmetall steht heute noch synonym für diese 
WC-Co-Legierungen, obgleich sich eine Vielzahl von Legie­
rungsvarianten auch anderer Karbide und Bindermetalle auf 
dem Markt befinden, die jedoch in ihrer Bedeutung nicht 
an die erstgenannten heranreichen.
Der Einsatz der Hartmetalle in der Kaltmassivumformung 
bleibt gegenwärtig, obwohl sie ursprünglich dafür kon­
zipiert wurden, gegenüber ihrer Anwendung in der spanab­
hebenden Metallbearbeitung zurück, ist aber mit steigen­
den Anforderungen an z.B. Fließpreßwerkzeuge hinsichtlich 
Verschleißbeständigkeit und mechanischer Festigkeit unum­
gänglich.
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Die Anfänge des Kaltfließpressens reichen mit der Umfor­
mung von Blei- und Kupferwerkstoffen in das vorige Jahr­
hundert zurück. Die plastische Formgebung von Stahl bei 
Raumtemperatur durch Fließpressen gelang erstmals 1934 
in Versuchen der Gebrüder Liebergeld bei den Kabel- und 
Metallwerken Neumayer AG in Nürnberg /12/. Der wirt­
schaftliche Durchbruch dieses Verfahrens erfolgte dann, 
als von Singer /13/ eine Zink-Phosphat-Schicht als 
Schmiermittelträger entwickelt wurde, die das Kaltver­
schweißen von Werkstück und Werkzeug verhinderte.
Mit steigenden Anforderungen an die Werkzeugwerkstoffe 
hinsichtlich Streckgrenze und erreichbarer Stückzahlen 
wurden dann alternativ zu den Werkzeugstählen auch WC-Co- 
Hartmetalle für Fließpreßmatrizen eingesetzt.
2.2 Hartmetallwerkzeuoe in der Umformtechnik
In der Kaltmassivumformtechnik wird Hartmetall in der 
Regel nur für Hochleistungswerkzeuge, also bei extremen 
Anforderungen an mechanische Festigkeit und Verschleiß­
beständigkeit eingesetzt. Da der Preis von Hartmetall­
werkzeugen ein Mehrfaches dessen vergleichbarer Stahl­
werkzeuge beträgt, ist ihr Einsatz nur gerechtfertigt zur 
wirtschaftlichen Fertigung großer Stückzahlen bei gleich­
bleibender Qualität der Produkte hinsichtlich Toleranzen 
und Oberflächenfeingestalt. Hier kommt die extreme Be­
ständigkeit dieser Werkstoffe gegen abrasive und ober­
flächenzerrüttende Beanspruchung bei gleichzeitig hoher 
mechanischer Belastbarkeit im Druckbereich zum Tragen.
Die Maßhaltigkeit der Erzeugnisse wird durch den hohen 
Verschleißwiderstand und die geringe Auffederung der 
Werkzeuge bewirkt. Letzteres resultiert aus den hohen 
Elastizitätsmoduln der Hartmetalle im Vergleich zu Stahl­
werkstoffen. Zusätzlich wirkt sich positiv aus, daß bei 
der Verarbeitung von Stählen kaum Aufschweißneigung be­
steht, da die gegenseitige Löslichkeit von Eisen und 
Wolframkarbid sehr gering ist /14/.
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In der Praxis werden Hartmetalle als Werkzeugwerkstoffe 
z.B. für Fließpreßmatrizen, Fließpreßstempel, Kopfpreß­
matrizen, Ziehringe, Ziehdorne, Abstreckringe, Kalibrier­
werkzeuge, Walzen, Hämmerbacken, Warm- und Strangpreß­
werkzeuge eingesetzt /15,16/.
Da die Verschleißfestigkeit der Hartmetalle mit steigen­
dem Co-Gehalt und steigender WC-Korngröße abnimmt (Bild 
3), gibt es Tendenzen, statt hochkobalthaltiger Grobkorn­
sorten Feinkornlegierungen mit mittleren Co-Gehalten für 
Umformwerkzeuge einzusetzen. Ein anderer Trend geht, ähn­
lich wie bei der Zerspantechnik, hin zu Werkzeugen aus 
zähen Hartmetallsorten, die mit anderen, weitaus ver­
schleißfesteren Hartstoffen, wie Titankarbid (TiC) oder 
Titannitrid (TiN), beschichtet werden /17/.
Kobaltgeholt [ Vol.- % ]
~2AJm
Ajrn**^
Bild 3: Verschleißfestigkeit von Hartmetallen /18/
2.3 Werkzeugbelastung und -beanspruchung
Die in der Kaltmassivumformung auftretenden hohen Werk­
zeugbelastungen machen spezielle Werkzeugkonstruktionen 
erforderlich. So werden aufgrund der hohen tangentialen 
14
Zugspannungen an der Werkzeuginnenwand während des Um­
formprozesses Fließpreßmatrizen mittels Armierungsringen 
oder über die Bandwickeltechnik /19/ mit einer Druckvor­
spannung beaufschlagt. Das Armieren geschieht beispiels­
weise durch Aufschrumpfen erwärmter Stahlringe auf die 
Matrizen. Dadurch soll bei Stahlmatrizen verhindert wer­
den, daß die Elastizitätsgrenze Rpo,oi des Werkzeugwerk­
stoffs bei Betriebsbelastung überschritten wird. Bei 
Hartmetallen wird aufgrund der Sprödigkeit des Werkstoffs 
und dem darin begründeten extremen Unterschied zwischen 
Zug- und Druckfestigkeit in der VDI-Richtlinie 3176 /20/ 
gefordert, daß die Matrize so hoch vorzuspannen ist, daß 
auch beim Preßvorgang keine Zugspannungen auftreten.
Spannungskonzentrationen an Querschnittsübergängen führen 
zu unterschiedlichen Konstruktionskonzepten für solche 
Preßverbände (Bild 4), die zum Teil durch eine zusätzli­
che Aufteilung der formgebenden Einsätze eine Entlastung 
dieser hochbeanspruchten Bereiche bewirken.
Die Armierung ist dabei immer aus Stahl, die Preßbüchse 
bzw. ein eventueller Matrizeneinsatz kann entweder aus
ungeteilt langsgeteilt quergeteilt
a) Schrumpfring, Armierungsring, b) Preßbüchse (Matrize) c) Innendurchmesser der Preßbüchse 
d) Matrizenöffnungswinkel 2a, e)Schultereintrittsradius, f)Schulter, g) Schulteraustrittsradius 
h) Fließbund, i) Austrittsdurchmesser, k) Freischliff, l) Matrizeneinsatz
Bild 4: Konstruktive Gestaltung von Fließpreßmatrizen
nach VDI-Richtlinie 3186 /21/
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Stahl oder aus Hartmetall gefertigt sein. Geteilte Matri­
zen bringen einen erhöhten Fertigungsaufwand und, bei 
quergeteilten Werkzeugen, den Zwang zu einer aufwendigen 
axialen Vorspannung mit sich. Falls möglich sollte des­
halb aus Wirtschaftlichkeitsgründen der ungeteilten Ma­
trize der Vorzug gegeben werden.
Für die Auslegung solcher vorgespannter, ungeteilter 
Preßbüchsen ist eine möglichst exakte Kenntnis der beim 
Preßvorgang auftretenden Spannungen wichtig. Um Auf­
schlüsse über die Spannungsverteilung und damit über die 
Belastbarkeit von einteiligen Preßeinsätzen zu erhalten, 
wurden schon um 1960 in ersten Ansätzen analytische 
Berechnungen angestellt /22/. Die moderne Rechnertechnik 
erlaubt heute hierzu die Anwendung numerischer Näherungs­
verfahren, wobei in erster Linie die Methode der Finiten 
Elemente zum Einsatz kommt /23/.
In einer Vielzahl von Arbeiten /24,25,26,27/ wurden die 
Einflüsse von Vorspannung, Werkzeuggeometrie und Werk­
zeugwerkstoff untersucht. Dabei konnte nachgewiesen wer­
den, daß im Bereich des Schultereinlaufs eine extreme 
Spannungsspitze vorliegt, deren Hauptkomponenten Zugspan­
nungen in axialer und Druck- sowie Schubspannungen in 
radialer Richtung sind.
Bild 5 zeigt für ein Beispiel mit einem Schulteröffnungs­
winkel 2a=120°, einem relativen Armierungshaftmaß von £ 
=6%o und einem realistischen Innendruck von 1800 N/mm2, 
daß die Vergleichsspannung in einer Matrize aus Stahl 
örtlich bis auf 4000 N/mm2 anwachsen kann.
Dabei beträgt im Schultereinlauf die Zugspannungskompo­
nente in axialer Richtung etwa 2700 N/mm2 bei einer senk­
recht überlagerten Druckspannung in Höhe der Innendruck­
belastung. Zusätzlich existiert ein Schubspannungsanteil 
von etwa 2200 N/mm2 /9/.
Diese errechneten Maximalwerte können von realen Werk­
zeugwerkstoffen nicht ertragen werden, was zu der Schluß­
folgerung führt, daß, vorausgesetzt die Berechnungen sind 
realistisch, ein Spannungsabbau im Werkstoff erfolgen
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a Innenring, b Außenring, c Schulterbereich, e Spannungen an 
der Innenkontur, d Spannungen an der Fuge, hp Druckraumhöhe, 
hM Matrizenhöhe, p^ Innendruck, r! Schultereinlaufradius, r2 
Schulterauslaufradius, r,z Koordinatenrichtungen, 2a Matrizen­
öffnungswinkel, £ relatives Haftmaß
Bild 5: FEM-Berechnungen an Fließpreßmatrizen /9/
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Bild 6: Geometrieabhängigkeit der Werkzeugbeanspruchung
/26/ 
muß. Bei Stahlwerkstoffen ist dies durch örtliche Pla­
stifizierung denkbar; für Hartmetalle scheidet diese 
Möglichkeit unter Zugspannungen jedoch aus.
Eine Verringerung der Spannungsspitzen läßt sich, falls 
die Geometrie des zu fertigenden Teils dies zuläßt, durch 
konstruktive Maßnahmen erzielen. Bild 6 zeigt, daß der 
Rundungsradius rj. des Schultereinlaufs bei einer Verdop­
plung von 1 auf 2 mm bereits eine Reduzierung der Ver­
gleichsspannung, deren Hauptanteil die axiale Zugspannung 
darstellt, um etwa 20% mit sich bringt. Ebenfalls span­
nungserniedrigend wirkt sich ein kleinerer Schulteröff­
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nungswinkel 2a aus /26/.
Neben den Berechnungen der Werkzeugbeanspruchung liegen 
auch vereinzelt experimentelle Untersuchungen vor, die 
z.B. auf Modellwerkstoffe zurückgreifen und zu ähnlichen 
Ergebnissen führen /28,29/.
2.4 Werkzeugauslegunq
Die Ergebnisse der o.g. Arbeiten zur rechnerischen Er­
mittlung der Beanspruchung von Fließpreßmatrizen wurden 
zur Erstellung von Auslegungs-Nomogrammen herangezogen. 
Diese erlauben eine schnelle graphische Abschätzung der 
Belastbarkeit eines vorgegebenen Schrumpfverbandes.
Die Nomogramme haben Eingang gefunden in die VDI-Richtli- 
nie 3176 "Vorgespannte Preßwerkzeuge für das Kaltmassiv­
umformen (10/86)” /20/. Damit ist eine Überprüfung eines 
neu konzipierten Preßverbandes möglich. Ausgehend von der 
Werkzeuggeometrie, dem relativen Haftmaß und dem Elasti­
zitätsmodul des verwendeten Werkzeugwerkstoffs kann der 
maximal zulässige Innendruck als Maß für die Belastbar­
keit ermittelt werden. Ebenso sind Werte für die erfor­
derliche Streckgrenze, sowohl der Matrize als auch des 
Armierungsrings, abzulesen. Komplizierend kommt hinzu, 
daß die Auslegungsschaubilder für glatte, zylindrische 
Büchsen gelten und damit für reale Fließpreßmatrizen mit 
abgesetzter Bohrung geometrieabhängig Abstriche bezüglich 
der Belastbarkeit gemacht werden müssen.
Da für Hartmetalle die Streckgrenze keine Relevanz hin­
sichtlich der Werkzeugauslegung besitzt (und darüberhi- 
naus nur bedingt im Druckversuch bestimmt werden kann), 
ist in dieser Richtlinie ein Schaubild wiedergegeben, 
das, abhängig vom Kobaltgehalt, Werte für die Druckfe­
stigkeit, die Biegebruchfestigkeit, die Härte und den 
Elastizitätsmodul von WC-Co-Hartmetallen zeigt.
Ein Zusammenhang dieser Festigkeitswerte mit der gra^ 
phisch ermittelten erforderlichen Streckgrenze wird nicht 
aufgezeigt. Dafür werden nach der Klassifizierung der
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International Cold Forging Group (ICFG) für Hartmetalle 
Empfehlungen für Einsatzbereiche verschiedener Legie­
rungsgruppen gegeben. So werden für Kaltpreßmatrizen 
Hartmetalle mit Co-Gehalten zwischen 20 und 30 % empfoh­
len.
Die Suche nach einer aussagekräftigen Werkstoffkenngröße 
für die Werkzeugauslegung in der Massivumformung führte 
auch auf die Einbeziehung bruchmechanischer Überlegungen 
zur Abschätzung der Werkzeuglebensdauer /30/.
In der Praxis wird dagegen bei der Auslegung von Preßver­
bänden mit Hartmetalleinsätzen oft auf innerbetriebliche 
Erfahrungen zurückgegriffen.
2.5 Bruch von Fließpreßmatrizen
Für Fließpreßmatrizen charakteristische Brüche sind zum 
einen der Längsbruch, verursacht durch tangentiale Zug­
spannungen, und der Querbruch im Bereich des Schulterein­
laufradius (Bild 7).
Dabei deutet ersterer auf eine fehlerhafte Werkzeugaus­
legung hin, da er meist als Gewaltbruch beim ersten Bela­
stungszyklus auftritt. Er sollte somit unter Berücksich­
tigung der Empfehlungen der VDI-Richtlinie 3176 /20/ ver­
meidbar sein.
Der Querbruch hingegen entsteht aufgrund einer Ermüdungs- 
rißausbreitung während des praktischen Einsatzes. Diese 
findet aber in obiger Richtlinie keine Berücksichtigung.
Je nach Komplexität des zu pressenden Werkstückes können 
jedoch bis zu 100 % der Matrizen durch Ermüdungsbruch 
vor Erreichen der Verschleißgrenze versagen /7,31/.
Die Dauerbelastbarkeit von Fließpreßmatrizen bewegt sich 
nach Blum /31/ zwischen 46 und 57% der statischen Druck­
festigkeit des verwendeten Hartstoffs. Hierbei muß aller­
dings wiederum die Vorspannung des Werkzeugs gewährlei­
sten, daß der Hartmetalleinsatz, selbst bei Höchstbela­
stung, nur Druckspannungen ausgesetzt ist. Berechnungen 
und praktische Versagensfälle belegen jedoch, daß an 
Querschnittsübergängen Zugspannungsspitzen unvermeidbar
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Bild 7: Typische Versagensfälle /7/
sind.
Lebensdaueruntersuchungen an Fließpreßmatrizen aus Stahl 
/7/ ergeben Aufschlüsse über das Ausbreitungsverhalten 
von Ermüdungsrissen im Spannungsgradienten eines Preßver­
bandes. Die Rißinitiierung ist dabei kaum von der Qber- 
flächenbearbeitung (geschliffen - poliert) abhängig, was 
der Autor mit der schlechten Polierbarkeit des Übergangs­
radius, von wo aus der Riß startet, begründet. Nach der 
Anrißbildung kommt es zu einer schnellen Rißausbreitung, 
die sich mit steigender Rißtiefe verlangsamt und schließ­
lich zum Stillstand kommt. Der eigentliche Werkzeugbruch 
erfolgt nach unterschiedlich langen Zeiträumen nach dem 
Rißstop, die bis zu zwei Drittel der Gesamtlebensdauer 
ausmachen können, schlagartig. Erklärt wird dieses Aus­
breitungsverhalten mit den Spannungsverhältnissen, da die 
die Rißverlängerung bewirkende zyklische Spannungsinten- 
sität mit steigender Rißlänge kleiner wird. Zugrundege­
legt sind Spannungsberechnungen nach Kap.2.3 für eine 
rißfreie FEM-Struktur.
Das plötzliche Versagen nach Erreichen einer stabilen 
Rißlänge läßt sich hieraus allerdings nicht begründen.
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REM-Aufnahmen belegen, daß in den auf klaff enden Riß ge­
preßter Werkstückwerkstoff nach unterschiedlichen Zeit­
räumen eine starke Erhöhung der Spannungsintensität an 
der Rißspitze bewirkt und damit das eigentliche Werkzeug­
versagen herbeiführt. Dadurch wird auch die erhebliche 
Streuung in der Lebensdauer (5*103 bis 2,5°104 Lastwech­
sel) identisch gefertigter Werkzeuge verständlich.
2.6 Festigkeit von Hartmetallen
Zur Beurteilung der Bauteilfestigkeit von Hartmetallkom­
ponenten dienen zur Zeit in erster Linie die Biegebruch­
festigkeit, die Druckfestigkeit und die Härte des verwen­
deten Werkstoffs. Außerdem werden zusätzlich häufig die 
chemische Zusammensetzung und die Korngröße herangezogen. 
Dauerfestigkeitswerte liegen, trotz nachweislicher Re­
levanz /18/, im allgemeinen nicht vor oder sie beziehen 
sich allein auf die Druckfestigkeit /32,33,34/.
Tendenzielle Abhängigkeiten der Festigkeitswerte vom Ko- 
baltgehalt zeigt Bild 8 als Auswertung einer Vielzahl von 
Herstellerangaben /35/.
Bild 8: Festigkeitswerte von Hartmetallen in Abhängig­
keit vom Co-Gehalt /nach 35/
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Für die Beurteilung der Belastbarkeit von Hartmetallen 
unter Zugspannungen kann davon nur die Biegebruchfestig­
keit herangezogen werden.
Da diese extrem von Größe und Verteilung vorhandener Feh­
ler im Werkstoff abhängig ist, ergibt sich neben einer 
großen Streuung der Meßwerte eine Größenabhängigkeit der 
Festigkeit dergestalt, daß mit steigendem zugspannungsbe­
lasteten Volumen der Mittelwert der Biegebruchfestigkeit 
kleiner wird /36/.
Dieser Effekt resultiert aus der Tatsache, daß die Wahr­
scheinlichkeit, mit der sich ein bruchauslösender Werk­
stoffehler in einem Bereich kritischer Belastung befin­
det, mit zunehmendem Volumen wächst.
Das fehlerbedingte Bruchverhalten bewirkt außerdem, daß 
die Meßwerte zu kleinen Bruchfestigkeiten hin mehr 
streuen als zu großen. Ursächlich hierfür ist, daß zu 
hohen Werten hin die Festigkeit des fehlerfreien Gefüges 
einen Grenzwert darstellt.
Anstatt einer Normalverteilung der Meßergebnisse erhält 
man damit eine einseitig steile Verteilung, die eine sta­
tistische Auswertung nach Weibull nötig macht (vgl. Kap. 
5.2.1).
Mit zunehmendem Co-Gehalt nimmt die Fehlerempfindlichkeit 
ab und die Biegefestigkeit steigt, bis es durch das zu­
nehmende duktile Versagen des Co-Binders wieder zu einem 
Rückgang der Festigkeit kommt /37,38/.
Bild 9 belegt durch einen Vergleich von Herstellerangaben 
zur Biegebruchfestigkeit aus den Jahren 1967 und 1979, 
daß der relativ junge Werkstoff "Hartmetall” ständig 
weiterentwickelt wird und damit Co-ärmere, d.h. durch 
den höheren Karbidanteil verschleißfestere Legierungen 
für hohe mechanische Belastungen herangezogen werden kön­
nen /39/.
In diesem Zusammenhang erwähnenswert ist, daß sich die 
Biegebruchfestigkeit von Hartmetallen durch eine ver­
schleißmindernde Hartstoffbeschichtung verringert /40/.
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Bild 9: Optimierung der Biegebruchfestigkeit von Hartme­
tallen (Vergleich 1967 - 1979) /39/
Wissenschaftliche Untersuchungen der Festigkeit von Hart­
metallen nutzen oft die Methoden der Bruchmechanik zur 
Ermittlung von Kennwerten. Meist wird der kritische Span­
nungsintensitätsfaktor Kjc als Maß für die Zähigkeit in 
Abhängigkeit von Gefügeparametern gemessen.
Dieser Werkstoffkennwert ist, ausgehend von einem künst­
lichen Makroriß gemessen, unabhängig von vorhandenen 
Fehlern, woraus eine geringere Streuung der Meßwerte re­
sultiert als bei den vorgenannten Meßverfahren /41/.
Die Bandbreite für die Rißzähigkeit handelsüblicher Hart­
metalle für den Einsatz in der Kaltpreßtechnik reicht 
etwa von 10 MN/m3/2 bis über 20 MN/m3/2 und damit in den 
Bereich der gehärteten Werkzeugstähle /7,42,43,44,45/. 
Steigender Kobaltgehalt bedeutet in der Regel einen An­
stieg der Zähigkeit. Bei gleichem Co-Anteil steigt der 
Klc-Wert mit zunehmender WC-Korngröße /46/.
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Co-Gehalt und WC-Korngröße bestimmen zusammen die mitt­
lere Co-Schichtdicke zwischen zwei Wolframkarbidkörnern, 
welche damit als Gefügeparameter direkt mit der Bruch­
zähigkeit korreliert ist /47/.
Wegen der groß€;n Sprödigkeit von Hartmetallen ist ein, 
für eine gültige Messung nötiger, natürlich scharfer 
Anriß nur mit wesentlich größerem Aufwand zu erreichen 
als bei Stählen /48/, weswegen vielfach versucht wird, 
die Rißzähigkeit über alternative Verfahren zu ermitteln. 
Als Beispiel sei hier die quantitative Bestimmung der 
Rißbildung in der Umgebung von Härteeindrücken genannt 
/49/.
Als Auswahlkriterium für Werkzeugwerkstoffe ist der KIc- 
Wert bisher nicht üblich; er wird auch von Herstellern 
nur in Ausnahmefällen genannt.
Einen Zusammenhang zwischen Kobaltgehalt und einer kriti­
schen Fehlergröße leiten Chermant und Osterstock /50/ für 
verschiedene WC-Korngrößen über den kritischen Spannungs­
intensitätsfaktor her. Danach sollte die ohnehin kleine 
kritische Fehlergröße, die sich für Feinstkorn (0,7 /xm) 
ergibt, nahezu unabhängig vom Co-Gehalt sein. Für mitt­
lere Korngrößen ergibt sich ein Minimum zwischen 15 und 
20 % Co (Bild 10) .
Obige Betrachtungen legen eine statische, homogene Bela­
stung zugrunde. Umformwerkzeuge sind dagegen einer in­
homogenen Wechselbelastung ausgesetzt. Die zyklische Be­
anspruchung kann aus bruchmechanischer Sicht durch den 
zyklischen Spannungsintensitätsfaktor Berücksichtigung 
f inden.
Messungen der Rißausbreitungsgeschwindigkeit in Abhängig­
keit von der zyklischen Spannungsintensität zeigen, daß 
der Bereich des unterkritischen Rißwachstums wenig aus­
geprägt ist und der Unterschied zwischen dem Schwellwert 
der zyklischen Spannungsintensität AKj^h und dem kriti­
schen Wert A KIc mit sinkendem Kobaltanteil kleiner wird 
(Bild 11) /51/.
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Bild 10: Kritische Fehlergröße in Abhängigkeit vom Ko- 
baltgehalt /50/
Zur Untersuchung des Einflusses eines mehrachsigen Span­
nungszustandes auf das Bruchverhalten von Hartmetallen 
und Werkzeugstählen wird von Almond, Irani und Roebuck 
/52/ ein Modellversuch vorgeschlagen, bei dem sich, ohne 
die Probengeometrie zu ändern, auf einfache Weise unter­
schiedliche Zug-Druck-Spannungsüberlagerungen erzeugen 
lassen. Die Messungen an Hartmetallen beschränken sich 
dabei auf Legierungen mit 6 und 11 % Kobalt.
Eine Übersicht über die verschiedenen Bruchhypothesen 
für spröde Werkstoffe unter mehrachsiger Belastung, wie 
z.B. Normalspannungs- oder Maximaldehnungshypothese, 
geben /53,54/.
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Amplitude der Spannungsintensität AK, [MN/m3/2J
Bild 11: Rißwachstumskurven für Hartmetalle unter zykli­
scher Last /51/
2.7 Modellvorstellungen zum Verformungs- und Bruchverhal­
ten von Hartmetallen
Bei Stauchversuchen mit überlagertem hydrostatischen 
Druck können Proben aus WC-9%Co um bis zu 13 % verformt 
werden. Elektronenmikroskopische Untersuchungen zeigen, 
daß dabei mindestens drei unterschiedliche Verformungsme­
chanismen auftreten, nämlich WC-Gleitung, WC-Korngrenzen- 
gleitung und eine Kobalt-Verformungsumwandlung der Kri­
stallstruktur /55,56,57/.
Damit ist bewiesen, daß auch bei Co-ärmeren Hartmetallen 
unter bestimmten Voraussetzungen merkliche plastische 
Deformationen auftreten können und daß diese nicht allein 
vom metallischen Binder, sondern auch von der keramischen 
WC-Phase getragen werden.
Untersuchungen des Deformationsverhaltens mit der FEM an 
einer Nachbildung eines mikroskopischen Bereichs einer 
WC-Co-Legierung zeigen, daß der Beginn der plastischen
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Verformung von der metallischen Binderphase getragen wird 
und mit steigender Dehnung die Wolframkarbid-Bereiche mit 
einbezogen werden. Die Mikro-Deformation kann dabei 
lokal um mehr als 100 % schwanken /58/.
Das Bruchverhalten von WC-Co-Hartmetallen ist seit über 
30 Jahren ein Gebiet intensiver Forschung. Die Zuhilfe­
nahme der Elektronenmikroskopie sowie numerischer Rechen­
verfahren aus dem Gebiet der Kontinuumsmechanik bringen 
in neuerer Zeit schlüssige Theorien für die damit verbun­
denen mikroskopischen Vorgänge /59,60,61,62,63,64/.
Danach stellt sich das Bruchgeschehen als eine Überlage­
rung der folgenden 4 Mechanismen dar:
- Transkristalliner Bruch von WC-Körnern
- Interkristalliner Bruch von WC-WC-Korngrenzen
- Interkristalliner Bruch von WC-Co-Korngrenzen
- Transkristalliner Bruch der Co-Bindephase
Der Anteil der einzelnen Brucharten richtet sich nach Co- 
Gehalt, WC-Korngröße etc.
Das Rißwachstum ist dadurch gekennzeichnet, daß zunächst 
eine plastische Verformung des Co-Binders einsetzt, 
welche von der keramischen WC-Phase nicht vollständig 
mitgetragen werden kann. Dadurch kommt es bereits vor der 
eigentlichen Rißspitze zu einem Aufbrechen von WC-Körnern 
bzw. von WC-WC-Korngrenzen. Die dazwischen liegenden Co- 
Bereiche versagen daraufhin duktil /63/.
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3. Zielsetzung der Arbeit
Die vorliegende Arbeit soll dazu beitragen, die Vorteile 
von WC-Co-Hartmetallen bei der Konstruktion von Fließ­
preßmatrizen effektiver nutzen zu können. Die große An­
zahl vorzeitiger Ausfälle von Hartmetallmatrizen durch 
Bruch resultiert oft daraus, daß bei der Werkstoffauswahl 
und bei der Werkzeugauslegung den Eigenheiten dieses 
Hartstoffs zu wenig Rechenschaft getragen wird. Auswahl­
kriterien, die für den "zuverlässigeren” Werkzeugwerk­
stoff Stahl gelten, sollten und können für Hartmetalle 
nicht herangezogen werden.
Um die Relevanz von Werkstoffkenngrößen für den Werkzeug­
bruch einschätzen zu können, müßte zunächst die Werk­
stof fbeanspruchung im praktischen Einsatz genau bekannt 
sein. Da aber speziell das Kaltfließpressen sich der 
experimentellen Bestimmung der Werkzeugbeanspruchung ver­
schließt, soll hier zur näherungsweisen Berechnung der 
auftretenden Spannungen die Methode der Finiten Elemente 
zum Einsatz kommen. Die Berechnungen werden exemplarisch 
an einer ausgewählten Geometrie und für verschiedene 
Belastungsfälle durchgeführt.
Die Ergebnisse einer neueren Arbeit auf dem Gebiet des 
Werkzeugbruchs /7/ zeigen, daß auch bei Fließpreßmatrizen 
ein "Leben mit dem Riß”, wie es die Bruchmechanik propa­
giert, möglich ist. Aus diesem Grund werden erstmals riß- 
behaftete Preßbüchsen in die Berechnungen mit einbezo­
gen.
Anhand der so berechneten Werkzeugbeanspruchung sollen 
verschiedene Werkstoffkennwerte daraufhin überprüft wer­
den, inwieweit sie zur Auslegung von Fließpreßmatrizen 
herangezogen werden können.
Zunächst soll die heute hauptsächlich als Auswahlkrite­
rium herangezogene Biegebruchfestigkeit untersucht wer­
den. Weitere Aufschlüsse hinsichtlich des Einsatzes im 
wechselbelasteten Werkzeug kann der Biegeschwellversuch 
liefern.
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Weiterhin soll geklärt werden, inwieweit die Methoden 
der Bruchmechanik hilfreiche Aufschlüsse für die Werk­
stoff auswahl liefern können. Hierzu müssen Bruchzähig­
keitskennwerte der zu untersuchenden Hartmetall-Werkstoffe 
ermittelt werden und, um eine Korrelation mit der Biege­
bruchfestigkeit zu ermöglichen, bruchauslösende Fehler 
hinsichtlich Größe und Lage in der Probe bestimmt werden. 
Da Fließpreßmatrizen einer mehrachsigen Belastung unter­
liegen, ist es sinnvoll, über die einachsigen Versuche 
hinaus einen Modellversuch durchzuführen, der es erlaubt, 
unterschiedliche Zug-Druck-Spannungszustände nachzubilden. 
Dies kann Aufschlüsse über die Anwendbarkeit verschiedener 
Bruchhypothesen liefern, die dann bei Werkzeugauslegungs­
programmen eingehen können.
Insgesamt sollten die Ergebnisse dieser Arbeit durch ein 
besseres Verständnis des Bruchverhaltens von Hartmetallen 
unter einachsiger, mehrachsiger und wechselnder Belastung 
in Verbindung mit der Kenntnis der errechneten Werkzeug­
beanspruchung dem Konstrukteur von Fließpreßmatrizen die 
Werkstoff orientierte Werkzeuggestaltung sowie die Werkstoff­
auswahl erleichtern.
30
4. Berechnungen zur Betriebsbeanspruchunq von Hartmetall­
matrizen
4.1 Grundlagen zu den FEM-Berechnungen
4.1.1 Methode der Finiten Elemente (FEM) 
Spannungsberechnungen für komplizierte Bauteile wurden 
erst durch die Verwendung von numerischen Näherungsver­
fahren möglich. Das bekannteste und in der Praxis meist­
verwendete Verfahren ist dabei die Finite-Elemente-Me- 
thode (FEM), auf die im folgenden kurz eingegangen werden 
soll. Eine ausführlichere Darstellung der FEM kann der 
Literatur entnommen werden /65,66/.
Bei der Erstellung von FEM-Rechenprogrammen wird heute 
wegen programmtechnischer Vorteile meist der sogenannten 
Verschiebungsmethode der Vorrang gegeben. Für ihre Anwen­
dung ergibt sich folgende Vorgehensweise:
- Das reale Kontinuum wird durch gedachte Linien und 
Flächen in Teilbereiche, die finite Elemente genannt 
werden, untergliedert.
- Die Kraftübertragung von Element zu Element erfolgt 
nur in diskreten Punkten, den "Knotenpunkten” (meist 
Elementeckpunkte). Die Verschiebungen a dieser Knoten 
werden als grundlegende Unbekannte betrachtet.
- Es werden Funktionen angenommen, die den Verschie­
bungszustand innerhalb eines Elementes eindeutig 
durch die Verschiebung ae der Knotenpunkte des Ele­
mentes beschreiben (Ansatzfunktion [N]):
u = [N] • ae (1)
wobei u die Verschiebung an jeder Stelle des Elementes 
darstellt.
Dabei muß die Kompatibilität der Verschiebungen gewähr­
leistet sein, d.h. sie müssen an jedem Punkt des Kon­
tinuums stetig sein und an kinematisch geführten Rand­
punkten den Randbedingungen entsprechen.
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In Matrizenschreibweise gilt dann:
e = [L] • u (2)
mit [L] als Verzerrungsoperator, <e als Spaltenvektor 
der Verzerrungen (Dehnungen) und u als demjenigen der 
Verschiebungen (Kompatibilitätsbedingung).
- Aus dem Verschiebungsfeld in einem Element folgt des­
sen Verzerrungszustand und daraus mit Hilfe eines 
Stoffgesetzes der Spannungszustand.
Da für die zu untersuchenden Hartmetalle linearela­
stisches Werkstoffverhalten angesetzt werden soll, 
wird hier das Hooke'sche Gesetz für den Zusammenhang 
zwischen den Spannungen und den Verzerrungen im Kon­
tinuum herangezogen:
a = [D] • e (3)
mit [D] als Matrix der Werkstoffkennwerte, gebildet 
aus Elastizitätsmodul und Querkontraktionszahl, und a 
als Spaltenvektor der Spannungen in jedem Punkt des 
Kontinuums.
- Über das Prinzip der virtuellen Arbeit werden den an 
den Elementberandungen wirkenden Spannungen statisch 
gleichwertige Knotenpunktkräfte zugeordnet.
- Diese Knotenpunktkräfte müssen dabei untereinander und 
mit den äußeren angreifenden Kräften im Gleichgewicht 
sein. In Matrizenschreibweise lautet diese Bedingung 
unter Vernachlässigung von Volumenkräften:
[L]t • a = 0 (4)
(Gleichgewichtsbedingung)
- Das Last-Verformungs-Verhalten der so definierten Ele­
mente wird in den Elementsteifigkeitsmatrizen [K]e zu­
sammengefaßt :
[K]e gibt den Zusammenhang zwischen Knotenpunktkräften 
qe und Knotenpunktverschiebungen ae des Elementes e
[K]e = J [B]t- 
Ve
[D] • [B] dV (5)
mit Ve als Elementvolumen und
[B] = [L] ’ [N] (6)
als Verzerrungsansatzfunktion.
32
wieder:
qe = [K]e • ae (7)
- Für die gesamte Struktur läßt sich durch Überlage­
rung des Steifigkeitsverhaltens der Einzelelemente 
unter Einhaltung der Gleichgewichts- und der Kompati­
bilitätsbedingung eine Gesamtsteifigkeitsmatrix [K] 
bilden, mit der die Knotenpunktverschiebungen a der 
Struktur aus den Knotenpunktkräften q über das line­
are Gleichungssystem
q = [K] • a (8)
berechnet werden können.
- Für vorgegebene Belastungen und kinematische Randbe­
dingungen lassen sich hieraus die Knotenpunktver­
schiebungen in der Struktur berechnen. Sind alle 
Knotenverschiebungen bekannt, so kennt man das Ver- 
schiebungs- und Verzerrungsfeld jedes einzelnen Ele­
mentes und damit auch den jeweiligen Spannungszustand.
Da es sich dabei um Näherungsrechnungen handelt, ist die 
Qualität der Ergebnisse von der Komplexität der verwen­
deten Verschiebungsfunktion abhängig. Der Übergang von 
einem linearen zu einem quadratischen Verschiebungsansatz 
bringt hier beispielsweise wesentliche Verbesserungen, 
allerdings verbunden mit einem erhöhten Rechenzeitbedarf. 
Mit steigenden Genauigkeitsanforderungen muß außerdem 
eine feinere Unterteilung der Struktur erfolgen, was 
zwangsläufig ebenfalls zu einer Erhöhung des Rechenauf­
wands führt. Um diesen in vertretbarer Größe zu halten, 
ist es üblich, nur Bereiche mit großen Spannungsgradien­
ten, in denen es auf exakte Aussagen ankommt, fein zu 
diskretisieren. Außerdem können Struktursymmetrien ge­
nutzt werden, indem sich daraus ergebende Randbedingungen 
von vornherein durch eine Einschränkung von Freiheitsgra­
den berücksichtigt werden. Axialsymmetrische Strukturen 
mit ebenfalls axialsymmetrischer Belastung lassen sich 
durch rotationssymmetrische Elemente nachbilden, was 
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gegenüber der Idealisierung mittels dreidimensionaler 
Elemente eine erhebliche Reduzierung der Rechenzeit be­
wirkt .
4.1.2 FEM-Programmsystem ABAQUS
Für die Berechnungen im Rahmen dieser Arbeit wurde das 
FEM-Programmsystem ABAQUS, Version 4.5, eingesetzt. Es 
handelt sich dabei um ein universelles Programmpaket, das 
speziell zur Berechnung nichtlinearer Probleme entwickelt 
wurde.
Als Hardware stand eine Siemens Workstation WS30-560 zur 
Verfügung.
ABAQUS bietet unter anderem isoparametrische Elemente, 
wie Stab-, Balken- und Kontinuumselemente mit linearen 
und quadratischen Ansatzfunktionen für ebenen Spannungs­
zustand, ebenen Dehnungszustand, für axialsymmetrische 
und 3D-Anwendungsfälle. Auf die in den folgenden Berech­
nungen verwendeten Elemente wird in Kapitel 4.1.4.1 näher 
eingegangen.
Neben dem in dieser Arbeit verwendeten linear-elastischen 
Materialverhalten kann nichtlinear-elastisches, hyper­
elastisches oder elastisch-plastisches Verhalten unter 
Berücksichtigung von Verfestigung und Anisotropie ange­
setzt werden. Die Einbeziehung von Wärmeleitungs- und 
Temperaturausdehnungskoeffizienten ist ebenfalls möglich.
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4.1.3 Untersuchte Werkzeuggeometrie
Bild 12 zeigt den grundsätzlichen Aufbau eines Werkzeugs 
zum Voll-Vorwärts-Fließpressen. Die formgebenden Werk­
zeug-Aktivelemente "Stempel" und "Matrize" bzw. "Preß­
büchse" sind dabei in eine weitgehend standardisierte 
Werkzeugumgebung eingebunden.
Schrumpfring
Grundplatte 
Oruckpla tt e
Stempel 
Preßbüchse
Werkstück 
Zwischenplatte 
Grundplatte 
Druckplatte 
Äuswerfer
Bild 12: Werkzeugaufbau zum WFP /67/
Diese Aktivelemente sind sowohl hinsichtlich Verschleiß 
als auch hinsichtlich mechanischer Belastung die höchst­
beanspruchten Werkzeugteile.
Den Berechnungen im Rahmen dieser Arbeit soll eine Fließ­
preßmatrize nach Bild 13 zugrunde gelegt werden. Es han­
delt sich dabei um eine abgesetzte, ungeteilte Matrize 
mit einfacher Armierung.
Die wichtigsten, im folgenden häufig gebrauchten Benen­
nungen sind Bild 14 zu entnehmen.
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VW (W)(—)poliert
Bild 13: Den Berechnungen zugrundeliegende Werkzeug­
geometrie /7 /
Das Werkzeug ist so konzipiert, daß die Vorspannung durch 
Kalteinpressen der konischen Passung von 1° erzeugt wird; 
das Haftmaß, also das Passungsübermaß zwischen Preßbüchse 
und Armierungsring, beträgt 5%o . Der Übergangsradius in 
die Fließpreßschulter von 1mm sowie der Schulteröffnungs­
winkel von 120° führen zu einer hohen örtlichen Werkzeug­
beanspruchung im Bereich des Querschnittsübergangs.
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(T) Innenring, Preßbüchse, Matrize d]
@ Außenring, Armierungsring o
hH Matrizenhöhe rt
ho Druckraumhöhe r2
do Durchmesser der Kalibrierstrecke 2a
Fugendurchmesser
Außendurchmesser
Übergangsradius in die Fließpreßschulter 
Übergangsradius in die Kalibrierstrecke 
Schulteröffnungswinkel
Kalibrierstrecked Innendurchmesser s
Bild 14: Wichtige Benennungen an einer armierten Preß­
büchse
Durch die Wahl dieser Geometrie ist es möglich, Verglei­
che mit experimentellen Ergebnissen /7/ anzustellen.
Das linear-elastische Werkstoffverhalten der Werkzeug­
werkstoffe - Hartmetall für die Matrize und Stahl für 
den Armierungsring - wird durch die jeweiligen elasti­
schen Werkstoffkenngrößen, nämlich Elastizitätsmodul und 
Poissonzahl, vorgegeben.
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4.1.4 FEM-Rechenmodel1
4.1.4.1 StrukturIdealisierung
Zur idealisierten Abbildung der vorgegebenen Werkzeug­
geometrie in ein Finite-Elemente-Modell eignen sich am 
besten axialsymmetrische Elemente. ABAQUS bietet dafür 
mehrere Rechteckelemente (Bild 15) an:
- Elemente mit 4 Knoten und geradliniger Begrenzung 
(CAX 4)
- Elemente mit 8 Randknoten, 4 Integrationspunkten und 
gerader oder gekrümmter Begrenzung (CAX8R)
- Elemente mit 8 Randknoten, 9 Integrationspunkten und 
gerader oder gekrümmter Begrenzung (CAX8)
• Knotenpunkt
+ Integrationspunkt
Bild 15: Axialsymmetrische Rechteckelemente in ABAQUS 
/68/
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Elemente vom Typ CAX4 werden aus Gründen der Rechenzeit­
ersparnis, die sich aus dem zugrundeliegenden linearen 
Verschiebungsansatz ergibt (vgl. Kap. 4.1.1), zur Ele- 
mentierung von Bereichen mit kleinen zu erwartenden Span­
nungsänderungen eingesetzt; CAX8R und CAX8, die auf einem 
quadratischen Verschiebungsansatz basieren, werden für 
den interessierenden Bereich des Querschnittsübergangs 
herangezogen, um die Rechengenauigkeit zu erhöhen. Dort 
wird außerdem eine feinere Unterteilung der Struktur vor­
genommen, um Fehler, die aus der Integration über die 
Elementfläche resultieren, zu minimieren.
Eine Besonderheit der isoparametrischen Rechteckelemente 
mit 8 Randknoten ergibt sich aus der Möglichkeit, durch 
Zusammenlegen der Randknoten einer Seite auf einen Punkt 
eine sogenannte entartete Viereckkontur zu erzeugen. Dies 
bietet gegenüber einem Dreieckelement den Vorteil, daß 
die Zahl der Integrationspunkte in der Nähe der zusammen­
gelegten Punkte höher ist, wodurch lokale Spannungsspit­
zen besser erfaßt werden können (Bild 16).
• Knotenpunkt + Integrationspunkt
a) b)
Bild 16: Vergleich a) entartetes Viereckelement - b) kon­
ventionelles Dreieckelement
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Die aus oben genannten Elementen im Rechner nachgebildete 
FEM-Struktur des Preßverbands (Bild 13) ist in Bild 17 
dargestellt.
Bild 17: FEM-Rechenmodel1 des untersuchten Preßverbands
Der kritische Bereich des Schultereinlaufradius ist in
Bild 18 vergrößert wiedergegeben.
Bild 18: Ausschnittvergrößerung des Radienbereiches 
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Matrize und Armierungsring werden dabei separat generiert 
und anschließend über spezielle Kontaktelemente miteinan­
der verbunden (vgl. Bild 20).
Diese Kontakt- oder auch Interface-Elemente ermöglichen 
die Verknüpfung zweier sich berührender BauteilStrukturen 
über definierte Knotenpaare aneinandergrenzender Oberflä­
chen.
Entsprechend dem Realfall zweier freier, sich berührender 
Oberflächen können mittels der Interface-Elemente nur 
Druck- und Schubbelastungen übertragen werden; Zugbean­
spruchung führt zu einer Trennung der Kontaktflächen. 
Die Kontaktelemente bieten weiterhin die Möglichkeit, 
unterschiedliche Reibungszustände durch Vorgabe einer 
frei wählbaren Reibzahl zu simulieren. Damit kann ein 
eventueller Einfluß der Reibung in der Passungsfuge un­
tersucht und berücksichtigt werden.
Die Matrize wird als zusammenhängendes Rechenmodell ohne 
getrennte Unterstrukturen generiert. Auf die in solchen 
Fällen häufig angewandte Unterstrukturtechnik zur Redu­
zierung des Rechenaufwandes bei komplexen Bauteilen kann 
bei ABAQUS verzichtet werden, da dieses über einen inter­
nen Algorithmus zur Rechenzeitoptimierung verfügt.
Die Lagerung des Preßverband-Modells erfolgt an allen 
Knoten der Grundfläche in Axialrichtung.
In Höhe der Fließpreßschulter wird für nahezu den gesam­
ten Matrizendurchmesser eine relativ feine Diskretisie­
rung vorgenommen. Dies geschieht in Hinblick auf die 
Untersuchung des Einflusses eines vorhandenen Radialris­
ses im Querschnitt A-A (Bild 18) auf die Spannungsver­
teilung. Es soll damit die Möglichkeit geschaffen werden, 
in dieser Ebene Risse unterschiedlicher Länge einzubrin­
gen, ohne die Gesamtstruktur neu generieren zu müssen.
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4.1.4.2 Simulation der Vorspannung und des ReibungsZu­
standes in der Passungsfuge des Schrumpfverbandes.
Die Kopplung der zunächst unabhängigen Strukturen “Preß­
büchse” und "Armierungsring" erfolgt über Kontaktelemen­
te, wie sie im vorhergehenden Abschnitt angesprochen 
wurden, die sich für axialsymmetrische Anwendungsfälle 
eignen.
ABAQUS erlaubt dabei eine rechentechnische Simulation der 
realen Vorgehensweise zur Erzeugung eines VorspannungsZu­
stands :
- Matrize und Armierung werden mit einem, dem vorgegebe­
nen Haftmaß entsprechenden Übermaß generiert.
Die Kopplung der beiden Strukturen über die Interface- 
Elemente erfolgt dann in einem Rechengang, der, unter 
Berücksichtigung von Geometrie und Werkstoffkennwer­
ten, die aus dem Übermaß resultierenden Anfangsverzer­
rungen beider Bauteile sowie die daraus abzuleitende 
Spannungsverteilung ermittelt.
Das Übermaß der Preßpassung beträgt im vorliegenden Fall 
0,12mm, was, bezogen auf den Fugendurchmesser, einem 
Haftmaß von 5%o entspricht.
In früheren Untersuchungen /24/ wurde festgestellt, daß 
die Ergebnisse der Spannungsberechnungen von der Reibung 
in der Passungsfuge kaum beeinflußt wurden. Da diese 
Berechnungen aber an rißfreien Strukturen durchgeführt 
wurden, muß dieser Sachverhalt im Rahmen der vorliegenden 
Arbeit für rißbehaftete Matrizen erneut überprüft werden. 
Als Richtwerte für den Kalteinpreßvorgang beim Fügen von 
Matrize und Armierung werden Reibzahlen von g=0,054 bis 
0,22 und für den gefügten Zustand von /x=0,14 bis 0,2 an­
gegeben /69/. Diese Werte gelten für die Werkstoffpaarung 
Stahl/Stahl; es wird angenommen, daß sie für die Paarung 
Stahl/Hartmetall in der gleichen Größenordnung liegen.
Davon ausgehend werden zur Überprüfung des Reibungsein­
flusses vergleichende Berechnungen für /x= 0, 0,05, 0,10, 
0,25 und für Haftreibung durchgeführt .
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4.1.4.3 Aufbringen der Innendruckbelastung
Äußere Belastungen können beim Programmsystem ABAQUS als 
Punktlasten auf Knoten oder als Flächenlasten auf Ele­
mente eingegeben werden. Somit ist es möglich, die beim 
Preßvorgang auftretende Innendruckbelastung direkt den 
entsprechenden Oberflächen zuzuordnen. Die Flächenlasten 
werden für die weiteren Rechenschritte automatisch in 
Knotenkräfte transformiert.
Für die Berechnungen werden zwei unterschiedliche Innen­
druckbelastungen angesetzt. Zum einen ein hydrostatischer 
Druck von 1800 N/mm2, zum anderen eine Druckverteilung 
entlang der Innenkontur der Matrize, wie sie sich nach 
/70,71/ für einen reibungsbehafteten Fließpreßvorgang 
ergibt, mit Werten zwischen 500 und 1500 N/mm2 (Bild 19).
Bild 19: Verteilte Innendruckbelastung /70/
Da sich die Spannungsverteilung während des Preßvorganges 
laufend ändert, soll sie für unterschiedliche relative 
Druckraumhöhen ermittelt werden.
Relative Druckraumhöhe 1 bedeutet dabei, daß die Matrize 
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auf der gesamten Innenfläche, die Kalibrierstrecke ausge­
nommen, druckbeaufschlagt ist. Entsprechend ergeben sich 
relative Druckraumhöhen von 0,5 und 0,2 bei unterschied­
lich weit durchgedrückten Werkstücken. Daneben werden 
auch die Spannungsverhältnisse ohne Innendruck betrach­
tet, was dem entlasteten Zustand nach dem Ausstößen des 
fertigen Werkstücks entspricht.
Diese Betrachtungen sind auch hinsichtlich der Ermüdungs­
beanspruchung der Fließpreßwerkzeuge von Bedeutung, da 
durch Vergleiche die maximalen Spannungsamplituden ermit­
telt werden können.
4.1.4.4 Nachbildung von Radialrissen
Aus experimentellen Untersuchungen /7/ ist bekannt, daß 
ein Ermüdungsanriß nicht zwangsläufig zum sofortigen 
Versagen des Werkzeugs führt. Vielmehr kann sich das 
Ermüdungsrißwachstum im Spannungsgradienten eines Preß­
verbands verlangsamen und sogar zum Stillstand kommen. 
Aus diesem Grund ist es wichtig, zu überprüfen, ob und 
wie sich der Spannungszustand des untersuchten Preßver­
bands mit einem eventuellen Rißwachstum ändert.
Die Simulation eines kontinuierlichen Rißwachstums, aus­
gehend von errechneten Spannungsverhältnissen und einer 
sinnvollen Bruchhypothese, erfordert ein iteratives Vor­
gehen und ist damit sehr aufwendig.
Für die Erfordernisse der vorliegenden Arbeit genügt es, 
unterschiedliche Stadien des experimentell nachgewiesenen 
Rißwachstums zu betrachten.
Zur Modellierung eines umlaufenden, ebenen Radialrisses 
im Bereich des Schultereinlaufs wird dort die Struktur 
entlang des Rißpfades, wie er an gebrochenen Matrizen 
beobachtet wurde, aufgetrennt. Zusätzlich zu den bereits 
existierenden Knoten, die auf dem Rißpfad liegen und als 
zusammengehörende Knotengruppe (node set) zu definieren 
sind, werden Knoten mit den gleichen Koordinaten eingege­
ben und in einem zweiten node set zusammengefaßt. Auf 
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diese Weise erhält man sich überlagernde Knotenpaare, die 
jedoch nicht gekoppelt sind und als unabhängige node sets 
die Rißufer verkörpern. Die so entstandenen Rißflanken 
werden durch Kontaktelemente vom Typ INTER2A /68/ gekop­
pelt, deren Berührungsflächen durch die beiden unabhängi­
gen node sets definiert sind (Bild 20).
zulässige
Bild 20: Rißflankendefinition
Unterliegt dieser so modellierte Riß einer Zugspannungs­
belastung, so kommt es zur Rißöffnung; unter Druckspan­
nungen werden die Rißflanken ohne Modelldurchdringung 
aneinandergedrückt und Schubspannungen bewirken Relativ­
bewegungen in der Rißebene. Der Einfluß der Reibung unter 
kombinierter Druck- und Schubbelastung bei einem even­
tuellen Rißschließen soll im Rahmen der vorliegenden 
Arbeit unberücksichtigt bleiben.
Gegenüber der Modellierung der Rißflanken stellt die der 
Rißspitze ein erheblich größeres Problem dar, da dort 
beim Einsatz von z.B. herkömmlichen Rechteckelementen mit 
linearem oder quadratischem Verschiebungsansatz die auf- 
tretende Spannungssingularität nur sehr unzureichend 
erfaßt werden kann. Dies kann dadurch umgangen werden, 
daß spezielle Singularitätselemente oder Hybridelemente 
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eingesetzt werden, die durch ihren besonderen Verschie­
bungsansatz die Spannungssingularität im Rißspitzennah- 
feld berücksichtigen und gleichzeitig die Kopplung zu den 
umgebenden Elementen herstellen. Solche Elemente sind in 
ABAQUS nicht verfügbar, es werden jedoch Hinweise für die 
Realisierung einer Rißspitzenmodellierung gegeben, aus 
denen sich die folgende Lösungsmöglichkeit ableitet /68/. 
Ausgangspunkt sind isoparametrische Elemente mit geeig­
neten quadratischen Verschiebungsansätzen. Durch Zusam­
menfassen einer Elementkante in einem einzigen Koordina­
tenpunkt (s. Bild 16) und Verschieben der Mittelkanten­
knoten auf eine 1/4-Position der Kantenlänge (Bild 21) 
ist eine l/TR-Singularität im Verschiebungsansatz des 
entarteten Viereckelements gegeben. Die zusammengezogene 
Elementspitze repräsentiert dabei die Rißspitze /68,72/. 
Die Eingliederung dieser Rißspitzenelementierung in die 
Gesamtstruktur (Bild 23) erfolgt über ein Rißspitzenmodul 
nach Bild 22, das so konzipiert ist, daß es im Elementab­
stand beliebig in der Rißebene plaziert werden kann.
Um Aussagen über die Zuverlässigkeit der damit erzielten 
Ergebnisse machen zu können, wurde anhand bekannter, ein­
facher Spannungszustände eine Überprüfung des Moduls vor­
genommen, deren Ergebnisse dem Anhang zu entnehmen sind.
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Bild 21: Prinzip der ElementStruktur zur Berücksichtigung 
der Spannungssingularität vor der Rißspitze
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Bild 22: Rißspitzenmodul
Bild 23: Eingliederung des Rißspitzenmoduls in die Ge- 
samtstruktur
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4.1.4.5 Bestimmung von K-Faktoren an der Rißspitze
Geht man von den Ansätzen der linear-elastischen Bruch­
mechanik aus, so wächst ein vorhandener Riß nur weiter, 
wenn ein kritischer Wert der Spannungsintensität K über­
schritten wird (vgl. Kap.5.2.3).
Da der Spannungsintensitätsfaktor den Zusammenhang zwi­
schen Rißlänge und an der Rißspitze wirksamer Spannung 
wiedergibt, ist es möglich, dessen Wert aus vorgegebener 
Rißlänge und errechnetem Spannungszustand zu ermitteln.
Das Ergebnis kann dann mit kritischen Spannungsintensi- 
tätsfaktoren, wie sie in Kap. 5.3.3 für die untersuchten 
Hartmetalle gemessen werden, verglichen werden. Aus die­
sem Vergleich sollten sich dann Aussagen über das Rißaus- 
breitungsverhalten in Hartmetall-Fließpreßmatrizen ablei­
ten lassen.
Bei einer Mixed-Mode-Beanspruchung (Überlagerung von Mode 
I und Mode II) wie sie erwartet wird, ist es möglich, 
durch Superposition z.B. der reinen Mode I- und der 
reinen Mode II-Belastung das sich einstellende Spannungs­
feld zu beschreiben. Die mathematische Beschreibung der 
Normalspannungen in axialer und radialer Richtung sowie 
der Schubspannung rrz in einem Polarkoordinatensystem ist 
in Gleichungssystem (9) wiedergegeben /73/.
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Durch entsprechende Umformung lassen sich daraus für 
jeden beliebigen Punkt um die Rißspitze aus den Span­
nungskomponenten und dem Rißspitzenabstand R die für das 
ganze Rißspitzenfeld konstanten K-Faktoren bestimmen.
Da sich bei einer axialen Druckspannung damit ein negati­
ver Kj-Wert errechnen würde, was wegen der Berührung der 
Rißufer physikalisch nicht sinnvoll wäre, wird dies im 
Auswerteprogramm überprüft und bei einem negativen Ergeb­
nis der Kj-Wert gleich Null gesetzt.
Für die Rißebene wird der Rißspitzenwinkel a=0°, wodurch 
die trigonometrischen Funktionen der Reihenentwicklung 
entfallen. Dadurch vereinfachen sich die Beziehungen zu:
Kj = uz y2%R 
Kjj = Ty2wR (10)
Der hier einzusetzende Rißspitzenabstand R ist in der FE- 
Struktur durch die Lage der Knoten auf den Elementseiten 
vorgegeben. Da die mathematische Beschreibung aufgrund 
der Vernachlässigung höherer Reihenglieder nur in näherer 
Umgebung der Rißfront hinreichend genaue Lösungen lie­
fert, ist es zu empfehlen, den der Rißspitze in Verlänge­
rung der Rißebene am nächsten liegenden Knoten für die 
Berechnungen heranzuziehen.
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4.2 Ergebnisse der FEM-Berechnunqen
4.2.1 Rißfreie Matrize
4.2.1.1 Einflüsse der Druckraumhöhe
Hinsichtlich des Versagens von Fließpreßmatrizen unter 
Wechsellast ist nicht nur der maximal auftretende Span­
nungswert (Normal-, Schub- oder Vergleichsspannung; je 
nach Versagenshypothese) von Bedeutung, sondern mehr noch 
die maximale Spannungsamplitude im Verlauf eines Fließ­
preßvorgangs. Diese kann bei einer Zug-Druck-Wechselbela- 
stung größer und an anderer Stelle als ein statisches 
Spannungsmaximum sein. Außerdem liegt die zyklische Be­
lastbarkeit technischer Werkstoffe meist weit unter ihrer 
statischen.
Deshalb ist es nötig, auch die Spannungsverhältnisse in 
einer nur durch die Armierung vorgespannten und sonst 
unbelasteten Preßbüchse zu ermitteln.
Da der Spannungszustand auch während des Fließpreßvor­
gangs einer zeitlichen Veränderung unterliegt, wurden für 
unterschiedliche Stadien, die im folgenden als relative 
Druckraumhöhen DRH = 1,0, 0,5 und 0,2 bezeichnet werden, 
Berechnungen durchgeführt.
Bild 24 zeigt als Ergebnis die elastische Verformung der 
Matrize für diese drei Stadien sowie für die nur durch 
die Armierungsvorspannung belastete Struktur.
Zugrunde gelegt waren ein hydrostatischer Innendruck 
sowie Reibungsfreiheit in der Passungsfuge. Das ursprüng­
liche FE-Netz, also ohne Innendruck und Armierungsvor­
spannung, ist jeweils gestrichelt unterlegt.
Die Druckraumhöhe 1,0 stellt für den Beginn des Fließ­
preßvorgangs einen Grenzwert dar, der so extrem im prak­
tischen Einsatz nicht erreicht wird. Die sich für dieses 
Belastungsstadium errechnenden Spannungsmaxima sollten 
damit bei realen Werkzeugen nicht erreicht werden.
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Bild 24: Elastische Verformung einer Matrize während 
verschiedener Stadien eines Fließpreßvorgangs 
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Betrachtet man den kritischen Bereich des Schulterein­
laufradius, so erhält man Spannungsverläufe nach Bild 25 
für die unterschiedlichen Druckraumhöhen. Als Abszisse 
dient dabei die Knotenpunktnummer der FE-Struktur, wie im 
Bild 25 rechts oben dargestellt. Sowohl die axiale Nor­
malspannung als auch die radiale Schubspannung weisen da­
nach ein Maximum im Querschnittsübergang auf. Die maxi­
male Werkzeugbeanspruchung ergibt sich zu Vorgangsbeginn, 
also für DRH = 1,0.
Dabei wird ein Spitzenwert der Zugspannung von 2000 N/mm2 
erreicht. Zusammen mit einer Druckspannung von etwa 200 
N/mm2 im entlasteten Zustand ergibt sich eine Spannungs­
amplitude bei Wechselbelastung, die zehn Prozent über dem 
statischen Maximalwert liegt.
Dies zeigt, daß unter den getroffenen Annahmen lokal Zug­
spannungswerte auftreten, die in der Größenordnung der 
Biegebruchfestigkeiten von Hartmetallen liegen (vgl. Kap.
5.3.1) . Hinzu kommt, daß die Bruchfestigkeit dieser Werk­
stoffe unter zyklischer Belastung geringer wird (vgl.Kap.
5.3.2) . Damit sollte eine Rißbildung und ein darauffol- 
gendes Werkzeugversagen durch Bruch vorprogrammiert sein. 
Die oben genannten Werkstoffkennwerte weisen jedoch eine 
so große Streuung auf, daß der Werkzeugbruch bei Hart­
metal lmatrizen, wie im folgenden noch näher zu erläutern 
sein wird, unter anderem als statistisches Problem auf­
zufassen ist.
Bild 25: Spannungsverläufe im Übergangsradius für un­
terschiedliche Druckraumhöhen
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4.2.1.2 Einflüsse des Reibungszustands in der Passungs­
fuge
Die Untersuchungen des Einflusses der Reibung in der 
Passungsfuge wurden unter Zugrundelegung der Werkstoff- 
kennwerte für eine Stahlmatrize durchgeführt und sollen 
deshalb nur zu qualitativen Aussagen herangezogen werden. 
Bild 26 zeigt den Vergleich der elastischen Deformation 
von Matrize und Armierungsring sowohl unter der Annahme 
der Reibungsfreiheit als auch unter der der Haftreibung 
in der Passungsfuge. Das ursprünglich generierte Netz ist 
wiederum gestrichelt untergelegt.
Die räumliche Trennung von Matrize und Armierung in Bild 
26 resultiert aus der Vorspannung, die eine AufWeitung 
des Außenrings und eine Kompression der Preßbüchse be­
wirkt, und einem großen Skalierungsfaktor. Dieser Faktor, 
mit dem die errechneten Deformationen multipliziert wer­
den, ist nötig um die sehr kleinen Formänderungen in der 
Zeichnung sichtbar zu machen.
Der reibungsfreie Zustand ist gekennzeichnet von einer 
vertikalen Relativbewegung zwischen Armierung und Matrize 
und einer Verengung des Matrizeninnendurchmessers im 
oberen Teil.
Wird in der Passungsfuge Haftreibung angesetzt, so werden 
diese Effekte vermindert und es kommt zu einer vertikalen 
Dehnungsbehinderung der Matrize durch den Armierungsring. 
Beide Grenzfälle scheinen auf die Praxis nicht anwendbar, 
so daß der reale Reibungszustand dazwischen angenommen 
werden muß. Daß die Kenntnis dieses Reibungszustands von 
großer Bedeutung ist, geht aus Bild 27 hervor.
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f Reibungsfreiheit
/ Haftreibung
Bild 26: Elastische Deformation des Preßverbands bei unter­
schiedlichen Reibungszuständen in der Passungsfuge
Bild 27: Einfluß des Reibungszustands in der Passungsfuge 
auf den Spannungszustand im Querschnitt A-A
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Der deutlichste Einfluß liegt beim Maximum der axialen 
Zugspannung im Querschnittsübergang. An der Werkzeugober­
fläche ergibt sich für die unterschiedlichen Reibungszu­
stände eine Bandbreite der errechneten Zugspannungen von 
etwa 800 bis 1350 N/mm2. Berechnet wurden diese Werte für 
einen hydrostatischen Innendruck von 1800 N/mm2 bei einer 
relativen Druckraumhöhe von 0,5.
Es zeigt sich ein stetiger Abbau der Spannungsspitze mit 
zunehmender Reibzahl. Damit wird deutlich, daß frühere 
Berechnungen unter der Voraussetzung der Reibungsfreiheit 
/24/ Ergebnisse auf der sicheren Seite lieferten. Zum 
anderen erklärt dies auch die Diskrepanz zwischen Berech­
nungen und Realität, da die dabei errechneten Spannungs­
spitzen von den in der Praxis verwendeten Werkstoffen 
nicht ertragen werden können. Bei Stählen wäre zwar auch 
ein örtlicher Spannungsabbau durch plastische Deformation 
denkbar gewesen, für Hartmetalle war diese Diskrepanz 
jedoch nicht zu erklären.
An diesem Bild wird auch bereits deutlich, daß im Über­
gangsradius ein hoher Spannungsgradient auftritt. Die 
axiale NormalSpannung geht von einer Zugspannungsspitze 
innerhalb etwa eines Millimeters in den Druckbereich 
über. Auch die Schubspannung rrz erfährt eine drastische 
Reduzierung, wenn auch nicht so deutlich wie die Axial- 
Spannung. Ferner ist zu erkennen, daß im Falle der Schub­
spannung auch der Einfluß des Reibungszustands in der 
Passungsfuge kleiner ist.
Für die Praxis der Werkzeugkonstruktion ist aus diesen 
Berechnungen abzulesen, daß eine hohe Reibzahl in der 
Fuge Matrize - Armierung zu einer geringeren Werkzeug­
beanspruchung führt. Der Grund hierfür ist in der daraus 
resultierenden axialen Dehnungsbehinderung der Matrize zu 
suchen.
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4.2.1.3 Einfluß der Innendruckbelastung
Wie in Kapitel 
einer Vielzahl
hydrostatischen
4.1.4.3 erwähnt, wurde 
früherer Untersuchungen 
Druckraumbeau f schlagung
abweichend
zusätzlich
ein, in
von
zur
der
neueren Literatur /70,71/ vorgeschlagener verteilter
Innendruck angewandt.
Dieser verteilte Innendruck resultiert aus der Reibung 
zwischen Werkstück und Werkzeug, welche bewirkt, daß die
Werkzeugbelastung zum Fließpreßstempel hin zunimmt.
Die Belastungsverteilung bei einem Fließpreßvorgang unter 
praxisüblichen Bedingungen sollte damit nach /70/ am 
Fließpreßstempel eine maximale Druckbeaufschlagung von 
1500 N/mm2 aufweisen, die zur Fließpreßschulter hin auf 
500 N/mm2 abfällt, um dann in der Fließpreßschulter 
selbst wieder auf 1500 N/mm2 anzusteigen.
Bild 28 zeigt einen, wiederum qualitativ aufzufassenden, 
Vergleich zwischen dieser Belastungsverteilung und einem 
hydrostatischen Innendruck von 1800 N/mm2 für die berech­
neten Werkzeugbeanspruchungen.
Art und Höhe der Druckbeaufschlagung spiegeln sich im 
Verlauf der radialen Druckspannung ar wieder. Bei prin­
zipiell ähnlichen Verläufen der einzelnen Spannungskom­
ponenten ist, wie nicht anders erwartet, bei der verteil­
ten Innendruckbelastung eine Reduzierung der Spannungen 
entlang der Innenkontur des Werkzeugs feststellbar.
Da die vorliegende Arbeit nicht in erster Linie Zahlen­
werte für die Auslegung eines konkreten Werkzeugs liefern 
will, sondern vielmehr generelle Zusammenhänge deutlich 
machen soll, wird im folgenden zumeist der hydrostatische
Innendruck zugrunde gelegt.
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4.2.1.4 Spannungsverteilung im rißgefährdeten Bereich 
Sowohl aus der Praxis als auch aus Experimenten ist 
bekannt, daß ein Ermüdungsriß in einer Fließpreßmatrize 
meist im Einlaufbereich in die Fließpreßschulter beginnt 
und sich radial ausbreitet.
Aus diesem Grund soll im folgenden nur dieser Werkzeug­
bereich betrachtet werden. Bild 29 zeigt eine Gegenüber­
stellung der Spannungsberechnungen für die Matrizenwerk­
stoffe Stahl und Hartmetall. Als Randbedingungen wurden 
ein hydrostatischer Innendruck von 1800 N/mm2, Haftrei­
bung in der Passungsfuge und eine relative Druckraumhöhe 
von 0,5 angesetzt.
Der prinzipielle Verlauf der Spannungen unterscheidet 
sich dabei kaum, Unterschiede ergeben sich allerdings in 
der Höhe der Spannungswerte.
Die Axialspannung weist an der Werkzeuginnenwand in 
beiden Fällen ein Maximum im Zugbereich auf, geht dann 
sehr rasch zum Armierungsring hin in den Druckbereich 
über. An der Kontaktfläche zum Armierungsring kommt es zu 
einem Spannungssprung auf einen Zugspannungswert, der 
zahlenmäßig der Druckspannung in der Matrize an dieser 
Kontaktfläche entspricht. Zur Außenwand des Armierungs­
ringes hin fällt diese Zugspannung auf Null ab.
Die RadialSpannung baut sich vom nominal aufgebrachten 
Druckspannungswert an der Matrizeninnenwand stetig zur 
äußeren Begrenzung des Preßverbands hin vollständig ab.
Die Spannung in Umfangsrichtung geht, wie die Axialspan­
nung, innerhalb einer sehr kurzen Distanz zur Matrizen­
innenwand vom Zug- in den Druckbereich über und läuft in 
beiden Fällen gegen einen konstanten Wert, bis es an der 
Passungsfuge wiederum zu einem Sprung in den Zugspan­
nungsbereich kommt. Zur Außenwand des Armierungsrings hin 
kommt es ebenfalls zu einem Einmünden in einen gleich­
bleibenden Wert dieser tangentialen Zugspannung.
Neben diesen NormalSpannungen ist auch der Verlauf der 
Schubspannung in der betrachteten Ebene in radialer 
Richtung wiedergegeben. Positives bzw. negatives Vor-
> H* CD
c H) (D ri­ etw
 
H- I—
'
N> <
Normalspannung, Schubspannung
Sp
an
nu
ng
sv
er
lä
uf
e:
 
Pa
ra
m
et
er
:
S
p
a
n
n
u
n
g
s
v
e
r
t
e
i
l
u
n
g 
im
 
W
e
r
k
z
e
u
g
q
u
e
r
s
c
h
n
i
t
t
 
fü
r:
a)
 
M
a
t
r
iz
e
n
w
er
k
s
t
of
f
 
H
ar
tm
et
al
l 
b)
 
M
a
t
r
i
z
e
n
w
e
r
k
s
t
o
f
f
 
St
ah
l
62
Zeichen der Spannungswerte stehen in diesem Fall für den 
Belastungssinn. Bei einer statischen Belastung könnte 
hier ebensogut ein Absolutwert stehen, hinsichtlich der 
Wechselbelastung ist bei den später folgenden Betrachtun­
gen diese Unterscheidung zur Abschätzung der Lastampli­
tude aber unbedingt nötig.
Trz weist einen Maximalwert an der Innenkontur des Werk­
zeugs auf, der über die Wandstärke der Preßbüchse gegen 
Null geht. Im Armierungsring ist keine nennenswerte 
Schubspannungsbelastung feststellbar.
Der Vergleich der beiden Matrizenwerkstoffe Stahl und 
Hartmetall zeigt, daß ein höherer Elastizitätsmodul zu­
sammen mit einer geringeren Querkontraktion eine Erhöhung 
der axialen Zugspannungsspitze und eine Verringerung der 
Schubspannungsbelastung im kritischen Bereich mit sich 
bringt.
Das bedeutet, daß bei identischer Auslegung in einer 
Hartmetallmatrize eine höhere Werkzeugbeanspruchung auf­
tritt als in einer Stahlmatrize. Dieser Effekt wiegt 
umso schwerer, als die Zugfestigkeit, bzw. Biegebruchfe­
stigkeit von Hartmetallen einer starken Streuung unter­
liegt, wodurch statistisch gesehen trotz hoher mittlerer 
Festigkeiten auch Brüche bei relativ geringen Zugbean­
spruchungen erfolgen können.
Obwohl der Anteil der Schubspannung an der Gesamtbean­
spruchung bei einer rißfreien Hartmetallmatrize geringer 
ist als bei einer identisch ausgeführten Stahlmatrize, 
ist dennoch bei der bruchmechanischen Betrachtung der 
Anrißbildung im Querschnittsübergang in beiden Fällen von 
einer Mixed-Mode-Belastung (Kj, Kjj) auszugehen.
Eine Rißausbreitung, in erster Linie verursacht durch die 
axiale Zugspannung, sollte nach Bild 29 bereits bei ge­
ringer Rißtiefe zum Stehen kommen, da sich dieser Span­
nungsanteil rasch vermindert und in den Druckbereich 
übergeht. Diese Überlegung geht davon aus, daß sich die 
Spannungsverhältnisse durch das Rißwachstum nicht verän­
dern, was aber nicht a priori vorausgesetzt werden kann.
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4.2.2 Matrize mit Riß
4.2.2.1 Spannunosberechnungen
Bisherige theoretische Betrachtungen zur Rißausbreitung 
/7/ bezogen sich auf das Vorhandensein eines Risses in 
einem Spannungsfeld, wie es sich für eine rißfreie FE- 
Struktur berechnet. Da jedoch anzunehmen ist, daß sich 
die Spannungsverteilung durch das Auftrennen von Element­
verknüpfungen erheblich ändert, wurden für den Fall der 
Rißausbreitung die folgenden Untersuchungen angestellt. 
Den Berechnungen wurde zugrunde gelegt, daß es, entspre­
chend den Erfahrungen aus der Praxis, zu einer Rißein- 
leitung im Übergangsradius mit anschließender Rißausbrei­
tung in radialer Richtung kommt.
Dementsprechend wurden, nach der in Kap.4.1.4.4 geschil­
derten Vorgehensweise, Risse unterschiedlicher Länge in 
die FE-Struktur eingebracht.
Die Beeinflussung des Gesamtspannungsfeldes durch den 
größten untersuchten Riß von 9,25 mm zeigt Bild 30 anhand 
der Vergleichsspannung nach Tresca.
Es ergeben sich erwartungsgemäß starke Veränderungen in 
unmittelbarer Umgebung des Risses. Mit zunehmendem Ab­
stand stellt sich jedoch das Spannungsfeld nahezu un­
verändert gegenüber demjenigen der rißfreien Struktur 
dar.
Dies dürfte in den Randbedingungen bezüglich des Innen­
drucks, der Haftreibung in der Passungsfuge und der 
radialen Vorspannung begründet sein.
Da für die Rißausbreitung die Spannungsverhältnisse in 
unmittelbarer Umgebung der Rißspitze ausschlaggebend 
sind, wurden sowohl Spannungsberechnungen analog 
Kap.4.2.1 durchgeführt, und zwar wiederum für Hartmetall 
und Stahl (Bild 31), als auch eine Abschätzung der Span­
nungsintensitäten Kj und Ku vorgenommen.
Die Randbedingungen für die Berechnungen nach Bild 31, 
nämlich relative Druckraumhöhe DRH=0,5, Innendruck 
Pi=1800 N/mm2 und Haftreibungsansatz, lassen einen direk-
64
Vergleichsspannung 
nach TRESCA
in
1
2
3
4
5
6
7
8
9
10
11
N/mm2
0
300
600
900
1200
1500
1800
2100
2400
2700
3000
a)
b)
Bild 30: Vergleich der Spannungsverteilung in Matrizen 
a) ohne und b) mit Riß
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ten Vergleich mit Bild 29 zu.
Der in die FE-Struktur integrierte Riß weist eine Länge 
von 2,25 mm auf und die Lage der Rißspitze ist durch eine 
punktierte Linie im Spannungsdiagramm gekennzeichnet. 
Prinzipiell stimmen die Spannungsverläufe für die beiden 
unterschiedlichen Werkzeugwerkstoffe wiederum überein und 
selbst die quantitativen Unterschiede sind geringer als 
beim rißfreien Werkzeug.
Das bemerkenswerteste Ergebnis zeigt sich im Verlauf der 
Axialspannung az. Obwohl eine Verlagerung der Zugspan­
nungsspitze an die jeweilige Rißspitze denkbar gewesen 
wäre, ergibt sich, daß bei der aufgetrennten FE-Struktur 
der Riß sich bereits ab einer Tiefe von etwa 0,25 mm in 
einem Gebiet axialer Druckspannung befindet.
Damit wird eine anfängliche Rißausbreitung nach Riß­
öffnungsmodus I sehr schnell gestoppt. Eine weitere Riß­
öf fnung könnte nur unter Randbedingungen erfolgen, die 
bei den Berechnungen nicht berücksichtigt wurden, wie 
z.B. das Einpressen von Schmierstoff oder Werkstückwerk­
stoff in den Riß.
Im Gegensatz zu oz ändert sich die Lage des Spannungs­
maximums des rrz-Verlaufs mit der Rißlänge. Der Wert 
dieser maximalen Schubspannung, die immer an der Riß­
spitze auftritt, liegt nahezu unabhängig von der Rißlänge 
bei den angegebenen Randbedingungen bei etwa 500 N/mm2 .
Bei Entlastung der Matrize errechnet sich an der Riß­
spitze eine Schubspannung von etwa -250 N/mm2 , was bei 
Wechselbelastung zu einer Schubspannungsamplitude von 750 
N/mm2 führt.
Die Beurteilung der Rißausbreitung kann allein aus der 
Kenntnis dieser Spannungswerte nicht ohne weiteres erfol­
gen. Besser geeignet sind hierzu Spannungsintensitäten, 
die sich aus den bisherigen Berechnungen ableiten lassen 
und die dann mit kritischen Spannungsintensitäten, wie 
sie die experimentelle Bruchmechanik liefert, verglichen 
werden können.
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4.2.2.2 Spannungsintensitäten an der Rißspitze
Mit den Spannungsberechnungen aus Kap.4.2.2.1 können nach 
Kap.4.1.4.5 die Spannungsintensitäten für Rißöffnungsmo- 
di I und II abgeleitet werden.
Eine Überprüfung dieser Art der K-Faktorbestimmung über 
die Methode der Finiten Elemente anhand von grundlegenden 
analytischen Beziehungen erbrachte eine gute Übereinstim­
mung. Die Ergebnisse dieser Überprüfung finden sich im 
Anhang.
Um einen Verlauf der Spannungsintensitäten an der Riß­
spitze für eine fiktive Rißausbreitung über den gesamten 
Werkzeugquerschnitt bestimmen zu können, wurden Berech­
nungen für die Rißtiefen a=0.25, 1.25, 2.25, 3.75, 6.25, 
7.75, 9.25 und 11.25 mm durchgeführt.
Damit die für zyklisch belastete Werkzeuge wichtigen 
Amplituden der Spannungsintensitäten abgeschätzt werden 
können, wurden die Kj- und Kjj-Werte für unterschiedliche 
Druckraumhöhen berechnet.
Mit einem verteilten Innendruck und einer Reibzahl von 
0,25 in der Passungsfuge errechnen sich SpannungsInten­
sitäten nach Bild 32.
Da rein rechnerisch sich ergebende negative Kj-Faktoren 
keine praktische Relevanz besitzen, wurden sie für die 
relative Druckraumhöhe DRH = 1 in Teilbild a nur gestri­
chelt gezeichnet. Für die Druckraumhöhen 0, 0,2 und 0,5 
errechneten sich ausschließlich negative Kj-Werte, die 
bereits im Auswerteprogramm gleich Null gesetzt wurden 
(s. Kap. 4.1.4.5).
Das Ergebnis deckt sich mit den Berechnungen der Span­
nungsverläufe und zeigt nochmals explizit, daß ein Riß- 
wachstum unter Mode I-Belastung nur bis zu geringen Riß- 
tiefen möglich ist.
Der maximal auftretende KIT-Werte errechnet sich mit etwa 
8 MN/m3/2 für Druckraumhöhe 0,2 bei einer Rißlänge von 
11,25 mm. Das bedeutet, daß die statische Schubbeanspru­
chung mit steigender Rißlänge zunimmt. Dieser Effekt ist
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Bild 32: Verlauf der SpannungsIntensitäten Kj und Kjj 
über dem Werkzeugquerschnitt für unterschied­
liche Druckraumhöhen 
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aufgrund des sich vermindernden Restquerschitts der Ma­
trize verständlich.
Da sich die Ermittlung kritischer Kjj-Werte noch im Ver­
suchsstadium befindet, liegen für die untersuchten Hart­
metalle keine Vergleichswerte vor, die eine Beurteilung 
des Rißfortschritts unter der errechneten Schubbeanspru­
chung zulassen würden.
Richard benützt in /73/ eine näherungsweise Ermittlung 
von Kuc-Werten aus gemessenen Klc-Werten und erhält 
dabei je nach verwendeter Bruchhypothese Werte für das 
Verhältnis Kllc/Klc von 0,31 bis 1,32, wobei die Werte 
kleiner als 1 überwiegen.
Geht man davon aus, daß der Kllc-Wert den Klc-Wert nicht 
überschreitet, so ist unter der errechneten statischen 
Schubbeanspruchung kein Rißfortschritt zu erwarten (vgl. 
Kap. 5.3.3).
Wichtiger noch als die statischen Spannungsintensitäten 
sind für die Beurteilung des Bruchverhaltens wechsel­
belasteter Fließpreßmatrizen die Schwingbreiten der K- 
Werte. Zum einen tritt unter zyklischer Belastung eine 
Rißausbreitung unterhalb des statisch kritischen Wertes 
auf und zum anderen liegen bei der Mode II-Beanspruchung 
aufgrund des bereits erwähnten Vorzeichenwechsels die 
Spannungsintensitätsamplituden höher als die jeweiligen 
Absolutwerte.
In Bild 33 sind die zyklischen Spannungsintensitäten, wie 
sie sich aus Bild 32 ableiten lassen, wiedergegeben. Der 
AKj-Verlauf ist identisch mit dem statischen Kj-Verlauf, 
für Mode II ergibt sich dagegen eine nahezu gleichblei­
bende Schwingbreite bei steigender Rißlänge.
In Ermangelung kritischer A Ku-Werte (s.o.) ist eine 
gesicherte Aussage zum Rißfortschritt unter dieser zy­
klischen Schubbeanspruchung nicht möglich. Die Spannungs­
intensität sampl ituden für Mode II liegen aber mit etwa 8 
bis 10 MN/mm3/2 in einer Größenordnung, die eine Rißver- 
längerung möglich erscheinen lassen. Hierin kann ein 
signifikanter Unterschied zum Bruchverhalten von Fließ­
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preßmatrizen aus Stahl liegen, da diese Werkstoffe meist 
wesentlich höhere Bruchzähigkeiten als Hartmetalle auf­
weisen.
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Bild 33: Zyklische Spannungsintensität in Abhängigkeit 
von der Rißlänge
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5. Experimentelle Untersuchung des Bruchverhaltens von 
Hartmetallen
5.1 Untersuchte Hartmetall-Werkstoffe
Sorte Herst. %WC %Co %Sonstiges Korngröße . HIP
H4 0T Plansee 87,2 12 0,2 TiC, 0,6 Ta(Nb)C 2/xm -
H50T Plansee 84,2 15 0,2 TiC, 0,6 Ta(Nb)C 2/nm -
B4 0T Plansee 88 12 - 3-4/xm -
GT 30 Krupp 83 15 2 TiCTa(Nb)C 2-4/xm -
GT 55 Krupp 75 25 - 2-4/xm -
BT 40 Krupp 85 15 - 4-8/xm -
GT2H Krupp 91 9 - 2-4/xm +
THR-F Krupp 89,5 10,5 - 0,5/xm -
GTC Krupp 90,5 9,5 NiCr 2-3/xm -
Tabelle 1: Untersuchte Hartmetalle
Handelsnamen, Hersteller, chemische Zusammensetzung, 
Korngröße sowie eine eventuelle Nachbehandlung der unter­
suchten Hartmetalle sind Tabelle 1 zu entnehmen. Es han­
delt sich dabei ausschließlich um Herstellerangaben.
Weitere Angaben über Härte, Druckfestigkeit, Biegefestig­
keit, E-Modul und Poisson-Zahl finden sich im Anhang bzw. 
in Kapitel 5.3.3.
Hinsichtlich ihrer Verwendung in Umformwerkzeugen gibt 
Krupp-Widia für die untersuchten Werkstoffe unterschied­
liche Einsatzgebiete an /15/.
Die Feinstkornlegierung THR-F wird beim Umformen von NE- 
Metallen, zum Ziehen, Tiefziehen und Abstrecken von nied­
rig gekohlten Stählen in Form von Draht, Rohren oder Ble­
chen sowie zum Kaltwalzen herangezogen.
Das Hartmetall GT 30 gehört einer Legierungsgruppe an, 
72
bei welcher obige Einschränkung auf NE-Metalle und Stähle 
mit geringem Kohlenstoffgehalt fehlt und welche für Mas­
sivumformung bei mittlerer Belastung geeignet ist.
GT 55 und BT 40 finden für Werkzeuge zum Massivumformen 
von höher gekohlten und legierten Stählen in kaltem und 
halbwarmem Zustand Verwendung sowie vorwiegend als Matri­
zeneinsätze in hochbelasteten Werkzeugen, als Einsätze 
für Scherwerkzeuge und beim Warmwalzen von Draht.
GT2H, die einzige untersuchte Legierung, die heißiso­
statisch nachverdichtet wurde (HIP), wird vom Hersteller 
für Einsätze für Scherwerkzeuge und für hochbelastete 
Stempel in der Massiv- und Blechumformung empfohlen /18/.
Um die Verschleißfestigkeit von Hochleistungswerkzeugen 
weiter zu erhöhen, wird teilweise dazu übergegangen, 
Hartmetalle noch mit einer Hartstoffschicht zu überzie­
hen. Aus verschleißtechnischer Sicht ist es sicher sinn­
voll, Umformwerkzeuge aus Co-reichen Hartmetallen mit 
z.B. TiC zu beschichten. Aus der Zerspantechnik ist 
allerdings bekannt, daß sich dadurch die Festigkeitsei­
genschaften verschlechtern /74/.
Für einen quantitativen Vergleich der Biegebruchfestig­
keit von beschichteten und unbeschichteten Hartmetallen 
wurden Proben der Legierungen H40T, H50T und B40T mit 
einer TiC/TiN-CVD-Schicht versehen. Der dreiphasige 
Schichtaufbau TiC - TiC/TiN - TiN erfolgte bei Temperatu­
ren zwischen 900 und 1050°C und führte zu einer Schicht­
dicke von ca. 9pim.
Die Bilder 34 bis 37 zeigen beispielhaft das Gefüge von 
vier der untersuchten Hartmetalle. Es handelt sich dabei 
um lichtmikroskopische Dunkelfeldaufnahmen.
Wie speziell am Beispiel von GT55 (Bild 34) mit einem Co- 
Gehalt von 25% gut zu erkennen ist, tritt Wolframkarbid 
meist in Form von geraden Prismen mit gleichseitiger 
Grundfläche in Erscheinung. Im Schliffbild erscheinen die 
WC-Körner deshalb in dreieckiger, trapezoider oder recht-
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eckiger Form.
Diese scharf ausgeprägte Kristallit-Form resultiert aus 
der Flüssigphasensinterung, bei der sich z.B. bei einem 
Co-Anteil von 25 % etwa ein Drittel des Wolframkarbids im 
Kobalt löst. Bei der Abkühlung scheidet es sich wieder am 
nicht in Lösung gegangenen WC ab. Dabei entstehen durch 
bevorzugte Kristallisationsrichtungen im hexagonalen 
Gitter die erwähnten trigonalen Prismen.
Bei geringen Kobaltgehalten geht weniger WC in Lösung, 
was zur Folge hat, daß nahezu die ursprüngliche Kornform 
erhalten bleibt.
Die Gegenüberstellung der vier ausgewählten Hartmetalle 
in den Bildern 34 bis 37 vermittelt bei gleicher Ver­
größerung einen Eindruck von der Bandbreite der heute 
üblichen WC-Korngrößen. Bei der Feinstkornlegierung THR-F 
stößt die lichtmikroskopische Gefügebeurteilung bereits 
an ihre Grenzen.
Um eine mögliche Richtungsabhängigkeit der Festigkeits­
eigenschaften bei Hartmetallen, wie sie sich eventuell 
aus dem einsinnigen Pressen der Sintergrünlinge ergeben 
könnte, feststellen bzw. ausschließen zu können, wurden 
exemplarisch an BT40 Röntgenbeugungsuntersuchungen durch­
geführt.
Die Ergebnisse dieser Diffraktometeraufnahmen, einmal in 
Preßrichtung und einmal senkrecht dazu, sind in Anhang C 
wiedergegeben.
Es zeigen sich leichte Unterschiede in den relativen 
Intensitäten der Reflexe der (111)-, (200)- und (102)- 
Ebenen. Eine signifikante Anisotropie kann daraus jedoch 
nicht abgelesen werden, so daß in den folgenden Betrach­
tungen von einem quasi-isotropen Werkstoffverhalten aus­
gegangen wird.
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Bild 34: Gefüge von GT55
20 pm
Bild 35: Gefüge von BT40
20 pm
Bild 36: Gefüge von H50T
I---------- 1
20 pm
Bild 37: Gefüge von THR-F
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5.2 Grundlagen zu verwendeten Verfahren und Methoden der 
Werkstoffprüfung
5.2.1 Statische Bieaebruchfestigkeit
Zur Beurteilung der mechanischen Belastbarkeit von Hart­
metallen werden gegenwärtig in erster Linie die Druckfe­
stigkeit und die Biegebruchfestigkeit herangezogen.
Die Zugfestigkeit weist aufgrund der hohen Sprödigkeit 
und der damit verbundenen Rißempfindlichkeit von Hartme­
tallen so große Streuungen auf, daß diese Meßwerte nicht 
zur Beurteilung herangezogen werden können.
Bei der Biegebruchfestigkeit erfolgt das Versagen der 
Probe zwar ebenfalls durch Zugspannungen, jedoch zeigt 
der Spannungsverlauf bei der 3-Punkt-Biegung ein ausge­
prägtes Zugspannungsmaximum entlang einer Linie gegenüber 
der mittleren Krafteinleitungsrolle. Damit wird die Ver­
sagenswahrscheinlichkeit durch zufällig verteilte Ober­
flächenfehler bei der Biegeprobe gegenüber der gleich­
mäßigen Zugspannungsverteilung über die gesamte Oberflä­
che bei der Zugprobe erheblich verringert.
Da aber auch bei der Biegebruchfestigkeit noch eine große 
Streubreite der Meßwerte vorliegt, können die üblichen 
Herstellerangaben nur statistische Mittelwerte sein. Zur 
Beurteilung des Betriebsverhaltens von Hartmetallen kann 
aber ein solcher Mittelwert nur grobe Anhaltspunkte lie­
fern, sofern keine näheren Angaben zu seiner Ermittlung 
und zur Breite des Streubandes gemacht werden.
In den vorliegenden Untersuchungen wurde die Biegebruch­
festigkeit an quaderförmigen Hartmetallproben unter­
schiedlicher Zusammensetzung auf einer einfachen Vorrich­
tung ermittelt (Bild 38, Bild 39).
Es wurden dabei die Vorgaben des Draft International 
Standard ISO/DIS 3327 zugrunde gelegt /75/.
Ein mehrteiliger Druckstempel gewährleistete durch eine 
Kugelschalenlagerung die planparallele Ausrichtung. Für 
eine sinnvolle Statistik wurden je Legierung 15 Versuche 
durchgeführt.
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Biegebruchfestigkeit TRS 
(Trgnsverse Rupture Strength) 
jpc 3 ■ F9w
2 • b • h2
Probenform A
I: 20 t1 mm
h: 5,25 ± 0,25 mm
b: 6,5 ± 0,25 mm
Auflagerabstand w: 14,5±0,5mm
Rollendurchmesser d: 5 mm
Bruchlast Fe [N]
Bild 38: Biegebruchfestigkeit nach ISO/DIS 3327 /75/
A Druckstempel mit Kugelkalotte
B Hartmetall-Druckplatten
C Justierbacken 
D Probe
Bild 39: Versuchsaufbau /76/
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Die Dreipunktbelastung der Probe erfolgte über Hartme­
tallrollen, die durch eine Plexiglasschablone hinsicht­
lich Abstand und Parallelität fixiert wurden, bis nach 
Aufbringung einer Vorlast diese Justiervorrichtung wieder 
entfernt werden konnte.
Für die Probenabmessungen wurde Typ B der Richtlinie mit 
einer Länge von 20 ± 1 mm, einer Breite von 6,5 ± 0,25 mm 
sowie einer Höhe von 5,25 ± 0,25 mm gewählt. Die Proben 
wurden vom Hersteller auf Maß geschliffen. Informationen 
über chemische Zusammensetzung, Mikrostruktur sowie Ober­
flächenbeschaffenheit des Probenmaterials finden sich in 
den Kapiteln 5.1 und 5.2.6 .
Die Versuche wurden mit einer Querhauptgeschwindigkeit 
von 0,lmm/min an einer Universalprüfmaschine vom Typ 
Schenk-Trebel RM400 durchgeführt. Die Messung der Bruch­
last erfolgte über die eingebaute 400 kN-Kraftmeßdose 
PM400Rn mit einer maximalen Abweichung von 0,02% bezogen 
auf die Nennkraft.
Die maximale Biegespannung errechnet sich mit dem Ansatz
so erhält man für die Biegebruchfestigkeit TRS (Trans- 
verse Rupture Strength)
für die Biegung des geraden Stabes und der gewählten Ver­
suchsanordnung (Bild 38) zu
3 F w
(11)ab max ” -
2 b h2
ab max maximale Biegespannung F Kraft
b Probenbreite h Probenhöhe
w Auflagerabstand
Setzt man die zum Bruch der Probe führende Kraft FB ein,
TRS
3 FB w
2 b h2
(12)
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Diese Formel ist allgemein eingeführt für die Berechnung 
der Biegebruchfestigkeit aus der Bruchlast und der Pro­
bengeometrie. Sie geht jedoch davon aus, daß der Bruch im 
Spannungsmaximum, also genau gegenüberliegend zur mitt­
leren Rolle erfolgt. Eine Abweichung der Bruchlage von 
dieser Position, wie sie beispielsweise durch einen Ober­
flächendefekt denkbar wäre, macht die Einführung eines 
korrigierten TRS-Wertes nötig, der sich über den linearen 
Spannungsgradienten im geraden Biegestab wie folgt anset­
zen läßt
x
a* = TRS ( 1------- ) (13)
w/2
Dabei stellt x den horizontalen Abstand zwischen Span­
nungsmaximum und Bruchlage dar. Auch für diese Formel muß 
allerdings eine Einschränkung getroffen werden, da sie 
einen Bruch durch eine Rißinitiierung an der Probenober­
fläche voraussetzt.
Geht der Bruch von einer WerkstoffInhomogenität im Pro­
beninneren aus und soll dies bei der Berechnung der Bie­
gebruchfestigkeit berücksichtigt werden, so ist dies in 
einfacher Weise wiederum durch die Einbeziehung des, auch 
senkrecht zur Probenoberfläche linear verlaufenden Span­
nungsgradienten möglich.
x y
a'* = trs ( 1------- ) (1------- ) (14)
w/2 h/2
y ist dabei der vertikale Abstand zwischen Rißausgangs- 
punkt und Probenoberfläche.
Aus der Literatur /38/ ist bekannt, daß Festigkeitswerte 
von spröden Werkstoffen stark streuen und diese Streuung 
keiner Normalverteilung unterliegt, sondern vielmehr 
eine, zu hohen Bruchfestigkeiten hin, einseitig steile
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Verteilung festzustellen ist.
Die von Weibull /77/ eingeführte Beziehung
- *(x)
f(x) = 1 - e (15)
ist in der Lage, eine solche gemessene Verteilung mathe­
matisch zu beschreiben.
t(x) muß dabei eine positive, einseitig beschränkte Funk­
tion sein, die in der einfachsten Form lautet
(x - xu)m
♦ (x) = _________ (16)
xo
Dabei stellt xu einen Grenzwert dar, xo einen "charak­
teristischen” Wert und m eine Konstante, den sogenannten 
We ibul1-Exponenten.
Exner /78/ stellt einen daraus abgeleiteten Zusammenhang 
zwischen Bruchwahrscheinlichkeit und Bruchspannung auf:
log log ( 1 / (1 - P)) = m • log ( TRS ) + C (17)
P Bruchwahrscheinlichkeit, Ausfallwahrscheinlichkeit 
TRS Biegebruchfestigkeit
m Weibull-Exponent
C Konstante
Eine einseitig steile Verteilung führt bei einer Auftra­
gung von log log (1 / (1 - P)) gegen log (TRS) zu einer 
Geraden, deren Steigung den Weibull-Exponenten wieder- 
gibt (Bild 40). Die Bestimmungsgrößen dieser Geraden wer­
den nach der Methode der kleinsten Fehlerquadrate ermit­
telt. Bei einer Ausfallwahrscheinlichkeit von 50% wird 
die mittlere Biegebruchfestigkeit, die je nach m-Wert 
mehr oder weniger vom arithmetischen Mittelwert abweicht, 
abgelesen. Dieser Wert ist in Herstellerangaben zu 
Festigkeitswerten von Hartmetallen wiedergegeben.
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Bild 40: Statistische Auswertung nach Weibull
Die einseitig steile Verteilung rührt vom fehlerinduzier- 
ten Bruch spröder Werkstoffe her, welcher außerdem eine 
Volumenabhängigkeit der Festigkeit bedingt. Mit steigen­
dem Volumen wächst die Wahrscheinlichkeit, mit der ein 
Werkstoffehler kritischer Größe in einer Probe bzw. in 
einem Bauteil vorhanden ist, was eine Abnahme der mittle­
ren Bruchfestigkeit bewirkt.
Der Spannungsgradient in einer Biegebruchprobe führt da- 
rüberhinaus zu einer fehlerlageabhängigen Bruchwahr­
scheinlichkeit.
Für die volumenabhängige Ausfallwahrscheinlichkeit in 
einem inhomogenen Spannungsfeld ergibt sich nach /l/:
P = 1 - exp [ -(1/VO) yyj’ (a(x,y)/a0)m dxdydz ] (18)
Diese Beziehung führt für den Spannungsgradienten der 3- 
Punkt-Biegeprobe zu der Gleichung:
P = 1 - exp [ "(V/V0)(omax/a0)® 1/(m + l)2 ] (19)
Dies stellt eine relative Beziehung für die Ausfallwahr­
scheinlichkeit einer Probe mit Volumen V dar, bezogen auf 
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eine Probe mit Volumen Vo und einer charakteristischen 
Bruchspannung ctq.
Nur unter Einbeziehung dieser Volumenabhängigkeit ist 
eine Übertragbarkeit der gemessenen Werkstoffkennwerte 
auf das Verhalten realer Bauteile denkbar.
Gleichung (19) zeigt auch, daß mit steigendem Weibull-Ko- 
effizienten die Volumenabhängigkeit der Bruchwahrschein­
lichkeit abnimmt.
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5.2.2 Zyklische Biegebruchfestigkeit
Die Ermittlung der zyklischen Biegebruchfestigkeit er­
folgte in Anlehnung an die ISO/DIS-Richtlinie 3327 /75/ 
zur Bestimmung der statischen Biegefestigkeit. Probenform 
und prinzipieller Versuchsaufbau sind damit Bild 38 zu 
entnehmen.
Die Versuche wurden auf einem Hochfrequenz-Resonanzpul­
sator vom Typ Roell+Korthaus HFP 5000 durchgeführt. Bei 
diesem Maschinentyp bildet die zu untersuchende Probe ein 
Glied eines mechanischen Schwingkreises. In Bild 41 ist 
dieser Schwingkreis schematisch dargestellt. Die variable 
Erregermasse schwingt dabei zwischen den Federn
(maschinenseitige Hauptfeder) und C2 (Probe) in Resonanz. 
Die sich dabei einstellende Resonanzfrequenz ergibt sich 
zum einen aus der Federzahl des Versuchsaufbaus und zum 
anderen aus der Größe der Masse mlr die sich in weiten 
Grenzen ändern läßt.
Bild 41: Prinzipschaubild Resonanzpulsator
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Die Verlustenergie von Probe und Maschine wird über den 
Elektromagneten E nachgespeist, um eine Schwingung mit 
konstanter Amplitude zu erzielen. Die Masse der Maschi­
nengrundplatte m2 bildet mit der Lagerung C3 ebenfalls 
einen Schwingkreis, dessen Eigenfrequenz jedoch weit ent­
fernt von der Resonanzfrequenz des Prüf auf baus ist und.’ 
der zur Schwingungsisolation gegenüber dem Fußboden 
dient.
Die zyklischen Biegebruchversuche wurden mit einer Fre­
quenz von etwa 140 Hz durchgeführt. Um der praktischen 
Beanspruchung der Hartmetalle in einer Fließpreßmatrize 
möglichst nahe zu kommen, erfolgte die Belastung im Bie­
geschwellbereich, d.h. die Probe wurde in jedem Zyklus 
nahezu vollständig entlastet. Eine Unterlast von 2kN war 
allerdings nötig, um ein Verrutschen der Probe, resul­
tierend aus den Maschinenschwingungen, zu verhindern. Aus 
dem gleichen Grund wurden bei dieser Versuchsart die Be­
in den Auflageflächenlastungsrollen über Vertiefungen
1 Belastungsstempel 2 Probe
3 Belastungsrolle 4 Auflagefläche mit 
Justage- und Fixie­
rungsvertiefungen
Bild 42: Versuchsaufbau 
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Da aus der Literatur /79/ bekannt ist, daß die Dauer­
festigkeit von Hartmetallen sich etwa bei 50% der stati­
schen Biegebruchfestigkeit bewegt, wurden die zyklischen 
Biegebruchversuche auf äquidistanten Belastungsniveaus im 
dazwischenliegenden Bereich durchgeführt. Da bei dieser 
Variation der Oberlast die Unterlast konstant gehalten 
wurde, änderte sich jeweils der R-Wert, also das Verhält­
nis von Unter- zu Oberspannung, was zwar den Vergleich 
mit anderen wissenschaftlichen Untersuchungen erschwert, 
aber den praktischen Beanspruchungen von Werkzeugen am 
nächsten kommt.
Die Oberlast, bei der der Bruch erfolgte, ging als zy­
klische Bruchlast in die Berechnung der zyklischen Biege­
bruchfestigkeit ein.
Als Durchläufer wurden Proben eingestuft, die 5 Millionen 
Lastwechsel überstanden, ohne zu brechen. Diese Vorge­
hensweise ist allgemein üblich und zeigte sich darin be­
stätigt, daß Durchläuferversuche teilweise erst nach 20 
Millionen Lastwechseln abgebrochen wurden, ohne daß in 
diesen Fällen ein Probenbruch auftrat.
Eine leider heute noch häufig praktizierte Vorgehensweise 
bei der Auswertung von Ermüdungsversuchen besteht in der 
in Bild 43 dargestellten grafischen Mittelung der im 
Zeitfestigkeitsbereich ermittelten Meßwerte und der De­
klarierung einer Dauerfestigkeit ab der ersten Laststufe, 
in der nur noch Durchläufer festgestellt werden.
Diese Vorgehensweise erstaunt umsomehr, als seit Jahr­
zehnten unbestritten ist, daß das Ermüdungsverhalten ei­
nes Werkstoffes selbst im atomistischen Bereich nach den 
Gesetzmäßigkeiten der Statistik beurteilt werden muß.
Aus diesem Grunde liegt eine Vielzahl von Vorschlägen zur 
statistischen Behandlung von in Wechsellastversuchen er­
haltenen Meßwerten, welche oft einer nicht unerheblichen 
Streuung unterliegen, vor /80/.
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Bild 43: Schematisches Wöhlerschaubild, subjektive 
Mittelung
Grundgedanke ist dabei meist die separate rechnerische 
Behandlung einzelner Belastungsstufen und die Zusammen­
fassung der damit erhaltenen Ergebnisse zu einem Wöhler- 
diagramm. Dazu werden für jede Laststufe jeweils mehrere 
Meßwerte benötigt, aus denen dann für diese Stufe die 
Bruchwahrscheinlichkeiten 0, 50 und 100% berechnet wer­
den. Aus allen Laststufen ergeben sich dann Linien im 
Zeitfestigkeitsgebiet für die minimale, maximale und 
mittlere Wechselfestigkeit in Abhängigkeit von der Last­
spielzahl.
Analog wird im Übergangsgebiet zur Dauerfestigkeit aus 
dem Verhältnis von Durchläufern zu Versagensfällen auf 
die Bruchwahrscheinlichkeit Null extrapoliert und daraus 
die auf Dauer ertragbare Spannungsamplitude ermittelt 
(Bild 44).
In der vorliegenden Arbeit liegt der statistischen Aus­
wertung der Wohlerversuche eine Modifikation der 
86
arcsin/P-Transformation nach /80/ zugrunde.
Bei der Ermittlung der 5%-, 50%- und 95%-Ausfallwahr­
scheinlichkeiten wird allerdings abweichend von /80/ im 
Übergangsgebiet zur Dauerfestigkeit nicht von einer Nor­
malverteilung sondern von einer Weibull-Verteilung aus­
gegangen, um auch hier dem Sprödbruchcharakter der Hart­
metalle Rechnung zu tragen.
Bild 44: Schematische Darstellung beidseitig begrenzter 
Bruchwahrscheinlichkeitsfunktionen im Wöhler- 
diagramm /nach 80/
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5.2.3 Bruchzähiqkeit
Bruchmechanische Kennwerte finden mehr und mehr für die 
Beurteilung des Werkstoff- bzw. Bauteilverhaltens tech­
nischer Strukturen Verwendung. Speziell bei spröden 
Werkstoffen, bei denen die Festigkeit von der Größe des 
belasteten Volumens abhängt, bietet die Bruchmechanik 
Werkstoffkennwerte, die vom Vorhandensein von zufällig 
verteilten Werkstoffehlern nicht beeinflußt werden.
Ein in der Praxis anerkannter und weitgehend genormter 
Wert zur Beurteilung des Bruchverhaltens ist der kriti­
sche Spannungsintensitätsfaktor Kjc.
Die Definition dieses Wertes greift auf die Arbeiten von 
Griffith /81/ und Irwin /82/ zurück, die die theoreti­
schen Grundlage der linearelastischen Bruchmechanik 
(LEBM) beinhalten.
Danach lassen sich die Spannungsverhältnisse in der Um­
gebung einer Rißspitze mit der Einführung einer Span­
nungsintensität als Grenzwert der elastischen Kerbwirkung 
mathematisch beschreiben /83/.
CTij = 1/(2*R)1/2 (Kjf1!} + KIIfI1ij + KinfInij) (20)
Die von den Polarkoordinaten R und a unabhängigen Größen 
Kj, Kjj und Km sind ein Maß für die Intensität des 
Spannungsanstiegs an der Spitze eines beliebigen Risses. 
Die Funktionen f^j sind dimensionslos und nur von a ab­
hängig. Mit der Annäherung an die Rißspitze ergibt sich 
danach eine l/TR-Singularität.
Die Spannungsintensitätsfaktoren Kj, Kyj und K^j sind 
dem jeweiligen Rißöffnungsmodus nach Bild 45 zugeteilt. 
Für die Praxis hat davon Modus I die größte Bedeutung, da 
sich bei technischen Werkstoffen hier die niedrigsten 
kritischen Werte ergeben.
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Bild 45: Rißöffnungsarten
Als Bruchkriterium der LEBM ist der Beginn der instabilen 
Rißausbreitung eines zunächst ruhenden Risses beim Er­
reichen eines kritischen Wertes der Spannungsintensität 
unter den Bedingungen des ebenen Dehnungszustandes defi­
niert.
Zugrunde gelegt wird dabei die Beziehung
Kj = a (jra)1/2 (21)
für den Griffith-Riß der Länge a. Die Probengeometrie 
wird über einen Korrekturfaktor berücksichtigt.
Die Messung des kritischen Spannungsintensitätsfaktors 
Klc wird üblicherweise an Proben durchgeführt, die natio­
nalen oder internationalen Richtlinien, wie der im nach­
folgenden angewandten Norm E 399 der American Society for 
Testing and Materials /84,85/, genügen. Grundlage der 
Messungen bildet die Drei-Punkt-Biegung am gekerbten, 
rechteckigen Probestab. Der Werkstoffkennwert selbst wird 
über die Bruchlast, die Anfangsrißlänge und über die Geo­
metrie von Probe und Versuchsaufbau bestimmt (Bild 46).
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I
<5^
1 Belastungsstempel
3 Probe
5 Anriß
2 Belastungsrolle
4 Kerbe
6 Auflagefläche
Bild 46: Ermittlung der BruchZähigkeit im 3-Punkt- 
Biegeversuch
Der kritische Spannungsintensitätsfaktor errechnet 
damit zu
Klo = 3Fw/(2bh2) Vä Y(x)
F Bruchlast a Rißlänge
sich
(22)
w Auflagerabstand b 
x relative Rißlänge a/h h 
Y(x) Korrekturfunktion
Probenbreite 
Probenhöhe
Für die Korrekturfunktion ist im vorliegenden Fall 
Wilson /86/ anzusetzen
Y(x) = 0,635 ( X ( 1 - X )3 )“l/2
Die Gültigkeit dieser Korrekturfunktiion beschränkt 
dabei auf einen Bereich von 0,5 < x < 1.
nach
(23)
sich
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Die Versuche wurden auf einer Universalprüfmaschine vom 
Typ Schenck-Trebel RM400 durchgeführt. Die Bruchkraft 
wurde mit einer 5kN-Kraftmeßdose über einen Meßverstär­
ker mit Spitzenwertspeicher ermittelt. Dies geschah in 
Hinblick auf die hohe Querhauptgeschwindigkeit von 100 
mm/min, die nötig ist, um eine unkontrollierte Rißaus­
breitung, wie sie für die Kjc-Ermittlung gefordert wird, 
zu gewährleisten.
Da bei Bruchzähigkeitsmessungen mit kleiner werdendem 
Kerb- bzw. Rißrundungsradius die Bruchspannung abnimmt 
und gegen einen Grenzwert läuft, sollte für eine gültige 
Klc-Messung möglichst ein natürlich scharfer Anriß defi­
nierter Länge eingebracht werden. Methoden hierzu, wie 
sie aus bruchmechanischen Untersuchungen an Metallen be­
kannt sind, können oft bei spröden Werkstoffen, wie Hart­
metall oder Keramik, nicht angewandt werden, da deren 
geringe Bruchzähigkeit ein kontrolliertes Rißwachstum 
unter reiner Zugbeanspruchung nahezu unmöglich macht.
Hier bieten sich Verfahren zur Anrißerzeugung in einem 
Spannungsgradienten an, welcher erlaubt, einen Riß bei 
einer vorgegebenen Länge zu stoppen /48/.
Für die vorliegende Arbeit wurde dazu eine Vorrichtung 
konzipiert, die es auf einfache Weise ermöglicht, in eine 
Biegeprobe senkrecht zur Biegebelastung eine variierbare 
Druckspannung einzuleiten.
Das Grundprinzip dieser Vorrichtung ist in Bild 47 darge­
stellt.
Zur Erleichterung der Rißeinleitung wird eine, nach Bild 
47 b funkenerosiv vorgekerbte Probe verwendet. Diese wird 
in die Aussparung eines passend gearbeiteten Stahlstabes 
eingelegt und mit Keilen verspannt. Der so entstandene 
Verbund wird einer Drei-Punkt-Biegung unterworfen. Dabei 
steigt mit der Durchbiegung auch die überlagerte Druck­
spannung an. Aufgrund der wesentlich höheren Elastizi­
tätsmoduln von Hartmetallen gegenüber Stählen wirkt der 
Stahlstab wie eine Zweipunktaufläge für die anzureißende
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b = 4 mm 
h = 12mm
l = 55.5 mm 
a - 20° 
c = 6 mm
1 Einspann-Vorrichtung
2 gekerbte Probe
3 Belastungsrolle
a) Versuchsaufbau b) Kerbform
Bild 47 : Grundprinzip der Verbundbiegetechnik
Probe. Ohne Druckvorspannung kommt es damit zu einem 
nicht kontrollierbaren Bruch.
Durch das reproduzierbare Verspannen der Keile mit einem 
Drehmomentschlüssel lassen sich unterschiedlich hohe Vor­
spannungen erzeugen und zusammen mit einer Variation der 
Durchbiegung kann damit ein natürlich scharfer Anriß ge­
wünschter Länge eingeleitet werden.
Die für die Klc-Berechnung benötigte Anrißlänge wird 
durch Anlassen der angerissenen Probe und nachträgliches 
Ausmessen bestimmt. Eine Rißausheilung ist dabei nach 
/87/ nicht zu befürchten.
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5.2.4 Modellversuch "SI-Test"
5.2.4.1 Grundlagen
Da in Fließpreßmatrizen stets ein mehrachsiger Spannungs­
zustand vorliegt und damit auch die Rißinitiierung an der 
höchstbeanspruchten Stelle unter Mixed-Mode-Beanspruchung 
geschieht, liegt es nahe zu untersuchen, ob das Versagen 
von HartmetallWerkzeugen allein von der Höhe der größten 
positiven HauptnormalSpannung abhängt, oder ob eine senk­
recht überlagerte Druckspannung das Bruchverhalten zu­
sätzlich beeinflußt.
Um dies in einem relativ einfachen Modellversuch überprü­
fen zu können, müssen dabei Zug- und Druckspannungen in 
unterschiedlichen Verhältnissen in einem Probekörper 
senkrecht zueinander überlagert werden können. Eine Mög­
lichkeit, dies zu realisieren, bietet der Square-Indenta- 
tion-Test (SI-Test) nach Almond und Roebuck /52/.
Wird ein Quader mit planparallelen Stirnflächen zwischen 
ebenfalls planparallelen Werkzeugflächen vollflächig 
belastet, so liegt ein einachsiger Druckspannungszustand 
vor. Sind diese Werkzeugflächen nun aber kleiner als die 
Stirnflächen, so kommt ein Zugspannungsanteil senkrecht 
zur Belastungsrichtung dazu, der mit kleiner werdenden 
Belastungsstempeln anwächst. Das Maximum der Zugspannun­
gen liegt bei symmetrischer Lastbeaufschlagung in Proben­
mitte .
An den Kanten der Belastungsstempel treten allerdings 
Zugspannungen in gleicher Größenordnung auf, wodurch so­
wohl Stempel als auch Probe dort brechen können. Eine 
Probenform nach Bild 48 verhindert dies und führt da- 
rüberhinaus zu einer weiteren Erhöhung des Zugspannungs­
anteils in Probenmitte.
Diese Probenform läßt allerdings keine analytische Be­
rechnung der Spannungsverhältnisse mehr zu, so daß hierzu 
auf numerische Näherungsverfahren zurückgegriffen werden 
muß.
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Aus Symmetriegründen genügt es dabei, ein Achtel der 
Probe in einem FEM-Modell nachzubilden.
Im folgenden sollen die, für die Versuchsdurchführung und 
die Auswertung wichtigen, Ergebnisse nach /52/ vorge­
stellt werden.
Die in Bild 49 angegebenen dimensionslosen Zahlenwerte 
für die Spannungen stellen das Verhältnis der lokal ef­
fektiv vorhandenen Spannung zur stirnseitig aufgebrach­
ten Druckspannung, der sogenannten NominalSpannung, dar.
1 ±
0,
02
Bild 48: Probengeometrie /nach 52/ 
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Den Berechnungen liegt eine Poisson-Zahl von 0,215 zu­
grunde, was einem Durchschnittswert von WC-Co-Hartmetal- 
len entspricht.
Die Verteilung der zwei wichtigsten HauptnormalSpannungen 
zeigt Bild 49. Es ist dabei nur der für den Bruch inter­
essante Bereich der Probenmitte herausgegriffen. Die 
Berechnungen basieren auf einer Probengeometrie nach 
Bild 48 und einer mittigen Belastung mit einer Stempel­
breite von 7,6mm. Die maximalen Druckspannungen treten 
dabei in Belastungsrichtung und die maximalen Zugspannun­
gen senkrecht dazu auf.
betrachtetes 
Volumenelement
Bild 49: Spannungsverteilung in einer Sl-Probe mit 
teilbelasteter Stirnfläche /nach 52/
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Aus der linken Bildhälfte ist zu entnehmen, daß im Kerb­
grund in Probenmitte etwa 80 % der aufgebrachten Druck­
spannung anliegen.
Die rechte Bildhälfte weist ein Zugspannungsmaximum in 
Probenmitte auf. Der Verlauf der eingezeichneten Linien 
gleicher Spannung dort deutet auf einen steilen Span­
nungsgradienten in Richtung Probenoberfläche hin. Im 
Maximum liegt die auftretende Zugspannung in der Größen­
ordnung der stirnseitig aufgebrachten Druckspannung, mit 
zunehmendem Abstand von der Oberfläche fällt sie etwa 
innerhalb 0,5mm auf 40% dieses Wertes ab.
Aus Berechnungen mit Stempelbreiten zwischen 3 und 11mm, 
bei einer Kerbbreite von 3mm und einer Probenbreite von 
12mm, ergeben sich die in Bild 50 dargestellten Verläufe 
sowohl der Druck- als auch der Zugspannung im Kerbgrund 
in Probenmitte.
Es ist zu ersehen, daß bei dieser Versuchsführung die 
maximal zu erzielenden Zugspannungswerte, die in der 
Größenordnung der aufgebrachten Druckspannung liegen, mit 
einer Stempelbreite von etwa 6,5mm erreicht werden. Mit 
Annäherung der Stempelbreite an die Probenbreite geht der 
Zugspannungsanteil auf Null zurück und die Druckspannung 
erreicht den stirnseitig wirkenden Nominalwert.
Da diese Kurvenverläufe im elastischen Bereich unabhängig 
von der Belastung sind, läßt sich damit über die Varia­
tion der Stempelbreite die Bruchfestigkeit spröder Werk­
stoffe in Abhängigkeit vom Spannungszustand bestimmen.
Wie Bild 51 zu entnehmen ist, läßt sich mit der gewählten 
Probengeometrie das Verhältnis von Zug- zu Druckspannung 
in einem Bereich von etwa 2:1 bis etwa 1:3 variieren.
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Bild 50: Zug- und 
Druckspannungen in 
Probenmitte in Ab­
hängigkeit von der 
Breite des Bela- 
stungsStempels 
/nach 52/
Bild 51 : Mit 
gewählter Proben­
geometrie erzielbare 
Spannungszustände 
/nach 52/
Zugspannung / Nominalspannung
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5.2.4.2 Versuchswerkzeug
Um zu gewährleisten, daß sich die tatsächlichen Span­
nungszustände in der Probe und die theoretisch ermittel­
ten möglichst nahe kommen, müssen an das Versuchswerkzeug 
hohe Anforderungen gestellt werden.
Diese Anforderungen beziehen sich auf die Planparalleli­
tät der Stempelflächen, sowie auf deren parallelen und 
rotatorischen Versatz.
Da die hohe Druckfestigkeit und der große Elastizitätsmo­
dul des Probenmaterials zu einer extremen mechanischen 
Belastung des Werkzeugs führt, müssen die Belastungsstem­
pel ebenfalls in Hartmetall ausgeführt sein. Um den Werk­
zeugverschleiß durch Kantenabbrüche möglichst klein zu 
halten, ist es sinnvoll, hierfür eine Hartmetallegierung 
mittlerer Zähigkeit zu wählen, obwohl dies einen geringe­
ren E-Modul mit sich bringt.
Die Stempel sind, wie in Bild 52 dargestellt, in Halte­
rungen eingepaßt, die ebenfalls aus Hartmetall bestehen 
und ein schnelles Auswechseln erlauben.
über eine seitliche Zentrierbohrung erfolgt die Ausrich­
tung und Fixierung der Halterung im Werkzeug. Versatz, 
Verdrehung und Verkippung der beiden Werkzeughälften 
werden durch zwei seitliche Führungssäulen vermieden.
Mittigkeit und Winkligkeit der Probe im Werkzeug gewähr­
leistet eine abschwenkbare Einrichthilfe.
Die Versuchsdurchführung erfolgte wiederum auf der Uni­
versalprüfmaschine RM 400. Die Querhauptgeschwindigkeit 
betrug 0,lmm/min. Die Bruchlast wurde mit einem ange­
schlossenen x-y-Schreiber registriert.
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Bild 52: Aufbau des Versuchswerkzeugs
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5.2.5 Fraktographie
Zur Untersuchung der Bruchflächen kamen sowohl die Licht­
mikroskopie als auch die Rasterelektronenmikroskopie zum 
Einsatz. Das verwendete Rasterelektronenmikroskop ermög­
lichte außerdem die chemische Analyse mikroskopisch klei­
ner Bereiche der Bruchfläche durch die energiedispersive 
Röntgenanalyse (EDAX).
Bei lichtmikroskopischen Aufnahmen wurde die Bruchfläche 
in einem möglichst kleinen Winkel zur Oberfläche ausge­
leuchtet, um die Topographie bestmöglich zu erfassen.
Die Rasterelektronenmikroskopie bot durch das verwendete 
Grundprinzip von vornherein eine hohe Tiefenauflösung 
und räumlich-plastisch wirkende Bilder.
Die Bruchflächenuntersuchungen sollten Aufschlüsse über 
die Rißinitiierung sowie über Lage, Größe und Zusammen­
setzung bruchauslösender Fehler liefern.
Darüberhinaus sollten eventuelle Unterschiede in der 
Bruchflächenausbildung unter statischer bzw. zyklischer 
Belastung ermittelt werden.
5.2.6 Oberflächenrauheit
Wegen der extremen Rißempfindlichkeit spröder Werkstoffe 
wird auch für Hartmetalle gefordert, durch eine möglichst 
gute Oberflächenqualität die Gefahr der Ausbreitung von 
Oberflächenanrissen zu minimieren. Hersteller von Umform­
werkzeugen polieren teilweise die hochbeanspruchten Werk­
zeugpartien in aufwendiger Handarbeit auf Rauheitswerte 
Rmax von etwa 0,1 Mm /88/.
Ermüdungsrisse im Übergang in die Fließpreßschulter wer­
den teilweise auf die schlechte Polierbarkeit dieser Zone 
zurückgeführt /7/.
Die in der vorliegenden Arbeit angewandte Norm ISO/DIS 
3327 /75/ zur Ermittlung der Biegebruchfestigkeit 
schreibt für die Oberflächenbeschaffenheit der Proben 
einen maximalen Ra-Wert von lgm vor.
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Die Einhaltung dieser Vorgabe wurde an einem Oberflächen­
meßgerät vom Typ Perthen Perthometer nachgeprüft. Die 
Möglichkeiten, die dieses Tastschnittgerät bietet, soll­
ten darüberhinaus dazu genutzt werden, einen eventuellen 
Einfluß der Rauhtiefe auf die Biegebruchfestigkeit und 
den Ort der Rißinitiierung zu überprüfen.
Um eine Aussage über die Zuverlässigkeit der Messungen 
treffen zu können, wurde an ein und derselben Probe die 
Messung fünfmal identisch durchgeführt. Die Messungen 
erfolgten in Probenlängsrichtung, senkrecht zu den deut­
lich sichtbaren Schleifriefen, um die größten Oberflä­
chenunebenheiten zu erfassen. Damit war außerdem anzuneh­
men, daß eine eventuell besonders tiefe Kerbe mit großer 
Wahrscheinlichkeit über die gesamte Probenbreite ver­
läuft. Die Definition der verwendeten Bezeichnungen für 
die Rauheitswerte ist Bild 53 zu entnehmen.
Gemittelte Rauhtiefe Rz ist der 
Mittelwert aus den Einzel rauh­
tiefen fünf aufeinanderfolgender 
Einzelmeßstrecken lg.
Rmax ist die größte Einzel rauhtiefe 
innerhalb 1 .m
Beispiel: Rz4 - Rmax
Mittenrauhwert Ra ist der arith­
metische Mittelwert aller Beträge 
des Rauheitsprofils R innerhalb 
der Gesamtmeßstrecke 1 .m
Rz ' 5 (Rz1 * Rz2 * Rz3 * Rz4 * RzS)
Bild 53: Definition der verwendeten Rauheitskenngrößen 
/89,90/
Die Messungen umfaßten den Mittenrauhwert Ra, die maxi­
male Rauhtiefe Rmax und die gemittelte Rauhtiefe Rz, je­
weils bei einer Taststrecke 1^=17,5mm, einer Gesamtmeß­
strecke lm=12,5mm und einer Einzelmeßstrecke le=2,5mm.
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5.3 Ergebnisse der WerkstoffUntersuchungen
5.3.1 Statische Bieqebruchfestigkeit
5.3.1.1 Bieqebruchfestigkeit unbeschichteter Hartmetalle 
Eine Übersicht über die Ergebnisse der Biegebruchversuche 
unter monoton ansteigender Belastung ist in Bild 54 dar­
gestellt.
Die Summenhäufigkeit der gebrochenen Proben, als Maß für 
die Ausfallwahrscheinlichkeit, und die Biegebruchfestig­
keit sind hier linear aufgetragen.
Diese Darstellung soll vorab einen Eindruck über den 
breiten Bereich der Biegebruchfestigkeit vermitteln, der 
von den untersuchten Hartmetallwerkstoffen abgedeckt 
wird. Außerdem ist eine sehr unterschiedliche Streucha­
rakteristik bei zum Teil sehr ähnlichen Mittelwerten 
festzustellen.
Die höchsten Werte der Biegebruchfestigkeit ergeben sich 
bei dem auf einem Nickel-Chrom-Binder basierenden Hartme­
tall GTC, verbunden allerdings mit einem großen Streube­
reich, der eine Breite von 550 N/mm2 aufweist.
Die niedrigste Biegebruchfestigkeit weist das mit TiC- 
Ta(Nb)C legierte 12% Co-Hartmetall H40T auf, gefolgt von 
GT55 mit 25% Kobaltanteil.
Obwohl sich für diese beiden Werkstoffe nahezu derselbe 
Mittelwert der Biegebruchfestigkeit ergibt, weisen sie 
eine sehr unterschiedliche Streucharakteristik auf. Wäh­
rend die Werte der kobaltreichen Legierung alle innerhalb 
eines Streubandes von etwa 150 N/mm2 zu finden sind, ver­
teilen sich 80% der Meßwerte von H40T über einen Bereich 
von ca. 700 N/mm2, wobei noch zwei Ausreißer (TRS=1240 
N/mm2 bzw. 3300 N/mm2 ) hinzukommen, die die Spannweite 
der Ergebnisse auf etwa 2000 N/mm2 erweitern.
Da sich die untersuchten Legierungen nicht nur in der 
Zusammensetzung unterscheiden, sondern auch in der Korn­
größe, ist es nicht sinnvoll, die Festigkeit z.B. in Ab­
hängigkeit vom Kobaltgehalt aufzutragen.
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Bevor in der Darstellung der Ergebnisse auf die übliche 
Auswertung nach Weibull übergegangen wird, soll hier noch 
kurz auf einen Effekt verwiesen werden, der durch die 
doppelt-logarithmische Auftragung etwas verwischt wird. 
Bei einer Auftragung nach Bild 54 wird eine Normalvertei­
lung als symmetrische S-Kurve abgebildet, eine rechts­
steile Verteilung als asymmetrische, aber stetige S-Kur- 
ve, wie sie sich für die 25%-Co-Legierung GT55 ergibt.
Einige der untersuchten Hartmetalle zeigen aber signifi­
kante Abweichungen vom letzteren, erwarteten Kurvenver­
lauf.
So können etwa bei GT2H deutlich zwei Bereiche unter­
schieden werden: Ein großer Teil der Proben brach bei 
Spannungen um 2600 N/mm2, der Rest bei etwa 3000 N/mm2 . 
Andere Hartmetalle weisen zwar keine Bereichsaufteilung 
auf, dafür steht aber oft einer sehr ausgeprägten maxi­
malen Bruchspannung ein unstetiger Verlauf bei niedrige­
ren Werten der Biegebruchfestigkeit gegenüber.
Dies deutet daraufhin, daß eine Überlagerung zweier Ver­
teilungen vorliegt, wie in Bild 55 schematisch darge­
stellt.
Bild 55: Überlagerung zweier Verteilungen als Erklä­
rung für die gemessenen Kurvenverläufe
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Dieser Effekt ist in Übereinstimmung mit Beobachtungen 
von Almond /37/, der nach fehlerbedingten und nach gefü­
gebedingten Ausfällen unterscheidet.
Werkstoffehler, wie z.B. Poren, liegen bezüglich Größe 
und Lage statistisch verteilt vor und bewirken bei einem, 
wie bei der Biegeprobe vorliegenden Spannungsgradienten 
einen großen Streubereich der Bruchfestigkeitswerte bei 
z.T. sehr niedrigen Bruchlasten.
Wenn kein Werkstoffehler für den Bruch verantwortlich 
zeichnet, werden Gefügeparameter, wie z.B. die WC-Korn- 
größe, ausschlaggebend für die Bruchspannung. Da diese 
Parameter einer weitaus kleineren Streuung unterliegen, 
kommt es zu einer scharf ausgeprägten Grenze der maximal 
erreichbaren Biegebruchfestigkeiten.
Eine so eindeutige Zuordnung der Fehlerursachen zu den 
Bruchfestigkeiten, wie sie Almond in /37/ vornimmt, kann 
allerdings in den vorliegenden Untersuchungen nicht be­
stätigt werden und ist auch nicht sinnvoll.
Almond macht für niedrige Bruchfestigkeiten ausschließ­
lich Poren verantwortlich und ab einem Grenzwert der 
Biegefestigkeit findet er nur noch große WC-Körner als 
bruchauslösend. Wie in Kap.5.3.5 noch näher zu erläutern 
sein wird, finden sich neben Poren auch Einschlüsse und 
größere WC-Grobkornbereiche, die, im Bereich des Span­
nungsmaximums gelegen, für niedrige Festigkeitswerte ver­
antwortlich zeichnen (s. Bild 56).
Liegen dagegen hohe Biegebruchfestigkeiten vor, so kann 
der Bruch sowohl von einem WC-Grobkorn im Spannungsmaxi­
mum als auch von einem größeren Fehler herrühren, der in 
einem Bereich niedrigerer Spannung liegt. Die maximal 
erreichbare Bruchfestigkeit wird dennoch allein von den 
Gefügeparametern bestimmt.
Bei einer Auftragung unter Zugrundelegung der Weibull- 
Verteilung lassen sich die Meßwerte der Hartmetalle GT30, 
H40T und GT55 gut als Geraden annähern. Die Verläufe der 
restlichen Legierungen flachen zu kleinen Werten der Bie­
gebruchfestigkeit hin ab, was aus der erwähnten Überlage-
105
niedrige Biegebruchfestigkeit hohe Biegebruchfestigkeit
• kleine Gefügeinhomogenität 
ö große Pore, Einschluß etc.
Bild 56: Zuordnung bruchauslösender Fehler zur Biege­
bruchfestigkeit
rung zweier unterschiedlicher Verteilungen herrühren 
sollte.
Die sich bei der Auswertung nach Weibull ergebenden Mit­
telwerte der Biegebruchfestigkeit sowie die zugehörigen 
Weibull-Exponenten als Maß für die Ausfallsteilheit sind 
Tabelle 2 zu entnehmen. Die Probenzahl lag dabei bei 15 
Stück pro Legierung.
Für Berechnungen zur Werkzeugauslegung werden nach /15/ 
folgende Mindestwerte für den Weibull-Exponenten empfoh­
len:
6-9% Co m > 9
10-12% Co m > 10
13-25% Co m > 11
Diese unteren Grenzwerte werden von allen untersuchten
Werkstoffen eingehalten.
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Legierg. Zusammensetzung Korngröße 
[Mm]
TRS 
[N/mm2]
m
GT2H WC9Co hip 2-4 2660 9
THR-F WC10,5Co 0,5 2920 19
B40T WC12CO 3-4 2670 30
BT40 WC15CO 4-8 2770 23
GT55 WC25CO 2-4 2430 43
H40T WC12CO0,2TiC0,6Ta(Nb)C 2 2400 13
H50T WC15CO0,2TiC0,6Ta(Nb)C 2 2880 23
GT30 WC15Co2TiCTa(Nb)C 2-4 3040 17
GTC WC9,5CrNi 2-3 3310 17
Tabelle 2: Mittlere Biegebruchfestigkeit und Weibull- 
Exponent
Den geringsten m-Wert weist die Co-ärmste Legierung GT2H 
auf, und dies, obwohl heißisostatisch gepreßt.
Den höchsten Weibull-Exponenten von m=43 und damit die 
geringste Streuung hat GT55, allerdings bei einem niedri­
gen Wert der mittleren Biegebruchfestigkeit.
Bei sonst gleicher Zusammensetzung (WC12Co bzw. WC15Co) 
bringt die Zugabe von Titan- und Tantal-Niob-Karbiden 
eine Erniedrigung des m-Wertes mit sich.
Den besten Kompromiß für die Forderung einer hohen Biege­
bruchfestigkeit bei geringer Streuung erbringen die 
Feinstkorn-Sorte THR-F, das Niekel-Chrom-gebundene Hart­
metall GTC sowie die Legierung GT30. Diese Ergebnisse 
zeigen auch, daß die Größe des Streubereichs und die Höhe 
der Bruchfestigkeit nicht grundsätzlich gegenläufig sind.
107
Die in Tabelle 2 aufgeführten Werte für den Weibull-Ex- 
ponenten lassen ein tendenzielles Ansteigen des m-Wertes 
mit dem Kobaltgehalt erkennen.
Die Form der Weibull-Verteilung läßt sich schematisch für 
verschiedene m-Werte nach Bild 57 darstellen. Diese Art 
der Darstellung verdeutlicht, daß die in der vorliegenden 
Arbeit ermittelten Weibull-Exponenten in einer Größenord­
nung liegen, für die bereits eine starke Annäherung an 
eine Normalverteilung vorliegt, was einem relativ gerin­
gen Anteil an Ausfällen bei niedriger Belastung gleich­
kommt. Dennoch sollte für die statistische Betrachtung 
der AusfallSicherheit von Fließpreßmatrizen speziell 
dieser Bereich niedriger Bruchspannungen Berücksichtigung 
finden, da er Fehlerempfindlichkeit und Fehlerhäufigkeit 
der untersuchten Hartmetalle wiederspiegelt.
Bild 57: Ausfalldichteverteilung nach Weibull
Ein Vergleich der nach Weibull aufgetragenen Meßwerte für 
die reinen WC-Co-Hartmetalle B40T, BT40 und GT55, wie er 
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in Bild 58 dargestellt ist, weist nur geringe Unterschie­
de für die 12% und 15% Co-Legierungen auf. Rückschlüsse 
aus dem unterschiedlichen Kobaltgehalt sind bei diesen 
beiden Werkstoffen aufgrund der verschiedenen WC-Korn- 
größen deshalb nicht sinnvoll. Auffällig ist dafür die 
geringe Streuung der Meßwerte bei hohen Biegebruchfestig­
keiten. Hier ist der m-Wert vergleichbar mit demjenigen 
von GT55 und die niedrigeren Werte in Tabelle 2 werden 
von einigen, wenigen Ausfällen bei geringerer Bruchlast 
bedingt.
(Hinweis: die Geraden in den Bildern 58 - 62 sind nicht 
identisch mit den errechneten Regressionsgeraden, aus 
denen die Werte in Tabelle 2 hervorgehen, vielmehr sollen 
sie das unterschiedliche Streuverhalten für hohe und 
niedrige Bruchfestigkeiten verdeutlichen.)
Die 10,5% Co-Feinstkornlegierung THR-F zeigt in Bild 59 
ansatzweise ein ähnliches Verhalten, dagegen ist bei dem 
heißisostatisch gepreßten 9%-Co-Hartmetall GT2H keine 
signifikante Verringerung der Streuung bei hohen Bruch­
festigkeitswerten erkennbar. Durch das heißisostatische 
Pressen wird eine bei Sinterwerkstoffen unvermeidliche 
Restporosität stark vermindert bzw. fast vollständig be­
seitigt. Dadurch entfallen bei GT2H Poren als rißauslö- 
sende Fehler. Daß sich dennoch ein breites Streuband ein­
stellt, liegt am Vorhandensein anderer Werkstoffehler, 
die durch HIP nicht beseitigt werden, wie noch in Kap. 
5.3.5 näher zu erläutern sein wird.
Im Vergleich zu den ohnehin sehr hohen Biegebruchfestig­
keiten von THR-F ergeben sich nach Bild 60 für das Cr- 
Ni-gebundene Hartmetall GTC, einem in der Werkzeugtechnik 
unüblichen und speziell für korrosive Beanspruchung ge­
dachten Werkstoff, die höchsten Festigkeitswerte von al­
len untersuchten Hartmetallen.
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Eine Gegenüberstellung der 15% Co enthaltenden Legierun­
gen GT30, H50T und BT40 in Bild 61 läßt auf eine Zunahme 
der fehlerbedingten Ausfälle mit steigendem Gehalt an 
TiC-Ta(Nb)C schließen. Die Mehrzahl der Probenbrüche ist 
bei BT40 im steilen Kurvenanteil zu finden, bei GT30 da­
gegen im flachen. Die dadurch bewirkte Zunahme des m-Wer- 
tes wird allerdings hier durch eine Steigerung der mitt­
leren Biegebruchfestigkeit mehr als ausgeglichen.
Die gleiche Tendenz einer Verringerung des Weibull-Ex- 
ponenten durch die Zugabe von Sonderkarbiden zeigt sich 
auch bei den 12% Co-Legierungen H40T und B40T. Nach Bild 
62 weist hier allerdings das reine WC-Co-Hartmetall B40T 
die höheren Werte der Biegebruchfestigkeit auf.
Damit kann keine verallgemeinernde Aussage über den Ein­
fluß kleiner TiC-Ta(Nb)C-Anteile auf die Festigkeit von 
WC-Co-Hartmetallen gemacht werden.
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Bild 63 zeigt eine Gegenüberstellung der Ergebnisse der 
Weibull-Auswertung. Neben den Werten der Biegebruchfe­
stigkeit für eine Bruchwahrscheinlichkeit von 50% sind 
noch diejenigen für 5% und 95% Ausfallwahrscheinlichkeit 
aufgetragen.
Bei Stählen liegen diese Werte aufgrund einer geringeren 
Meßwertstreuung dicht beieinander, weshalb dort der 
arithmetische Mittelwert zur Beurteilung des Werkzeug­
bruchs herangezogen werden kann.
Für Hartmetalle zeigen die vorliegenden Untersuchungen, 
daß als Auslegungskriterium für Umformwerkzeuge eine 5%- 
ige Ausfallwahrscheinlichkeit wegen der Einbeziehung der 
Streuung sinnvoller als der rechnerische Mittelwert der 
Bruchfestigkeit ist.
Aus diesem Grund wird dieser Wert als Ordnungskriterium 
herangezogen und die untersuchten Hartmetalle in Bild 63 
nach steigender Ausfallsicherheit geordnet.
Die kobaltärmste Legierung GT2H weist die größte Streu­
breite auf und bietet dadurch trotz einer sehr hohen 
mittleren Biegebruchfestigkeit die geringste Ausfallsi­
cherheit. Tendenziell ist zu erkennen, daß mit steigendem 
Kobaltgehalt der Streubereich der Meßwerte kleiner wird. 
GT55 mit 25% Co bringt dadurch trotz eines niedrigen Mit­
telwerts eine hohe Zuverlässigkeit hinsichtlich Werkzeug­
bruch unter statischer Belastung.
Für die Legierungen B40T, BT40, THR-F, H50T und GT30 kann 
trotz unterschiedlicher Zusammensetzung und Korngröße bei 
statischer Belastung kein signifikanter Unterschied in 
der Ausfallsicherheit festgestellt werden.
Die für den Sprödbruch charakteristische rechtssteile 
Verteilung der Meßergebnisse äußert sich in dieser Dar­
stellung darin, daß die Streubreite zwischen 5 und 50 % 
Bruchwahrscheinlichkeit größer ist als diejenige zwischen 
50 und 95 %.
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Bruchwahrscheinlichkeit:
Bild 63: Gegenüberstellung verschiedener Bruchwahr- 
sche inlichke iten
Um einen eventuellen Einfluß der Schleifriefen auf die 
Biegebruchfestigkeit feststellen zu können, wurde exem­
plarisch an 13 Proben die Oberflächenrauheit gemessen. 
Die Ergebnisse sind in Tabelle 3 aufgeführt.
Der nach ISO/DIS 3327 /75/ für Biegebruchversuche maximal 
zulässige Ra-Wert von 1,0/m wurde in allen Messungen 
dieses Stichprobenumfangs unterschritten.
Da beim Biegebruchversuch, wie in Kapitel 5.3.5 näher zu 
erläutern sein wird, in den vorliegenden Untersuchungen 
die Rißinitiierung nicht an der Probenoberfläche erfolg­
te, ist verständlich, daß zwischen den gemessenen Ober­
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flächenrauheiten, die ohnehin wenig streuen, und der Bie­
gebruchfestigkeit der einzelnen Proben keinerlei Korrela­
tion zu erkennen ist.
H50T und THR-F unterscheiden sich signifikant in der 
Oberflächenrauheit, ein eventueller Einfluß auf die Bie­
gebruchfestigkeit kann aber wegen differierender Zusam­
mensetzung nicht überprüft werden.
Proben­
nummer
Werkstoff RaOm] RzOm] Rmax[Mm] TRS [kN/mm2]
1 H50T 0,50 4,50 5,21 2,60
2 H50T 0,46 3,93 5,08 2,98
3 H50T 0,50 4,53 5,42 2,85
4 H50T 0,48 4,32 4,96 2,83
5 H50T 0,50 4,75 5,94 2,95
6 H50T 0,49 4,39 5,00 2,76
7 THR-F 0,17 2,46 4,17 2,74
8 THR-F 0,14 1,76 2,27 2,86
9 THR-F 0,15 1,73 2,37 3,07
10 THR-F 0,18 1,99 3,30 3,10
11 THR-F 0,16 1,78 2,10 2,98
12 THR-F 0,15 1,93 2,13 3,09
13 THR-F 0,15 1,52 1,60 2,82
Tabelle 3: Oberflächenrauheit
Da die Oberflächenrauheit in der vorliegenden Größenord­
nung die Biegebruchfestigkeit nicht beeinflußt, ist das 
Polieren von Umformwerkzeugen aus Hartmetall allein zur 
Verringerung der Bruchgefahr nicht notwendig.
Diese Behauptung steht in Einklang mit den Beobachtungen 
von Kieffer et al. /91/, wonach das Abschleifen der Sin­
terhaut von Biegebruchproben eine erhebliche Steigerung 
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der Bruchfestigkeit bewirkt, eine zusätzliche Politur 
jedoch keine signifikante Verbesserung mehr bringt.
5.3.1.2 Literaturvergleich der Biegebruchfestigkeiten 
unbeschichteter Hartmetalle
Da die mittlere Biegebruchfestigkeit als Standard-Beur­
teilungskriterium für jedes Hartmetall vom Hersteller 
angegeben wird, soll eine Gegenüberstellung der Ergeb­
nisse dieser Arbeit mit den Herstellerangaben erfolgen 
(Tabelle 4).
Zusätzlich wurden die Meßwerte für reine WC-Co-Hartmetal- 
le in eine Übersicht aus dem WORLD DIRECTORY AND HANDBOOK 
OF HARDMETALS /35/ eingetragen (Bild 64) , welche die 
Bandbreite einer Vielzahl gemessener Biegebruchfestig­
keiten in Abhängigkeit vom Kobaltgehalt wiedergibt.
Mittlere Biegebruchfestigkeit [kN/mm2]
Legierung eigene Werte Hersteller­
angaben
GT2H 2,66 2,7
THR-F 2,92 3,2
B40T 2,67 2,5
BT40 2,77 3,0
GT55 2,43 2,6
H40T 2,40 2,3
H50T 2,88 2,5
GT30 3,04 2,7
GTC 3,31 3/5
Tabelle 4: Gegenüberstellung von Meßwerten und Her­
stellerangaben
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Größere Abweichungen, wie z.B. bei THR-F, können aus 
chargenbedingten Schwankungen resultieren, die beim Her­
steller durch eine große Anzahl von Meßreihen nivelliert 
werden, bzw. können, bedingt durch die relativ kleine 
Anzahl von Proben, von einem Ausreißer herrühren.
@ GT2H 
® THR-F
© B4OT
© BT4O 
© GT55
Bild 64: Eigene Meßwerte im Vergleich zu Literaturangaben 
/nach 35/
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5.3.1.3 Biegebruchfestigkeit beschichteter Hartmetalle 
Die Ergebnisse der Biegebruchversuche mit CVD-beschich- 
teten Proben (s. Kap. 5.1) finden sich in den Bildern 65 
bis 67 zusammen mit Biegebruchfestigkeiten unbeschich­
teter Proben aus derselben Charge.
Die mittlere Biegebruchfestigkeit sinkt durch die Be­
schichtung auf Werte zwischen 53 % und 76 % gegenüber den 
nicht beschichteten Proben. Die geringste Beeinflussung 
durch die Beschichtung erfährt die reine WC-Co-Legierung 
B40T, die größte das TiC-Ta(Nb)C-legierte 15%-Co-Hartme- 
tall H50T (Bild 68).
Bei H40T und H50T ist nach Tabelle 5 ein deutlicher An­
stieg der Ausfallsteilheit durch die Beschichtung zu 
bemerken, was darauf hindeutet, daß nicht mehr stati­
stisch verteilte Werkstoffehler bruchauslösend wirken, 
sondern vielmehr die CVD-Schicht selbst (s.a. Kap.
5.3.5.3) .
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Bild 66: Biegebruchfestigkeit beschichteter und unbe­
schichteter Proben der Legierung H50T
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Bild 67: Biegebruchfestigkeit beschichteter und unbe­
schichteter Proben der Legierung B40T 
119
Eine Rißinitiierung im Spannungsmaximum an der Proben­
oberfläche würde auch die geringere Biegebruchfestigkeit 
gegenüber Proben, bei denen ein Fehler im Probeninneren 
bruchauslösend wirkt, erklären.
B40T erfährt keine signifikante Änderung des m-Werts 
durch die Beschichtung, so daß hier auch angesichts des 
geringeren Festigkeitsabfalls ein Übergangsbereich vom 
fehler- zum schichtinduzierten Bruch denkbar scheint.
Der Unterschied zu den Sonderkarbid enthaltenden Legie­
rungen sollte von einer differierenden Grenzflächenaus­
bildung zwischen Schicht und Substrat herrühren, bedingt 
durch das Vorhandensein von Titan in H40T und H50T.
Legierg. beschichtet unbeschichtet
TRS 
[N/mm2]
m TRS 
[N/mm2]
m
B40T 1970 14 2580 16
H40T 1550 30 2550 12
H50T 1650 32 3120 13
Tabelle 5: Vergleich der mittleren Biegebruchfestigkeit 
und des Weibull-Koeffizienten für beschichtete 
und unbeschichtete Hartmetalle
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Bruchwahrscheinlichkeit:
Bild 68: Vergleich der 5%-, 50%- und 95%-Ausfallwahr- 
scheinlichkeiten für beschichtete und unbe­
schichtete Hartmetalle
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5.3.2 Zyklische Bieqebruchfestigkeit
Ein typisches Ergebnis der Wohlerversuche im Biege­
schwellbereich zeigt Bild 69 am Beispiel von B40T. Die 
im statischen Biegebruchversuch auftretende extreme 
Streuung in den Festigkeitswerten findet unter schwellen­
der Belastung ihre Entsprechung in der Streuung der 
Bruchlastspielzahlen.
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Bild 69: Ergebnisse der Biegeschwellversuche an B40T
Eine Streuung in den einzelnen Lastniveaus über drei 
Zehnerpotenzen und mehr ist dabei die Regel. Dieses für 
Ermüdungsversuche an Metallen untypische Verhalten tritt 
in ähnlicher Weise bei keramischen Werkstoffen auf /92/. 
Meßwerte für Lastspielzahlen zwischen 1 und 103 konnten 
nicht ermittelt werden, da der verwendete Hochfrequenz- 
pulsator einige Sekunden zum Einschwingen benötigt, so 
daß bei einer Frequenz von 140-150 Hz eine definierte 
Biegeschwellbelastung erst ab etwa 1000 Lastwechseln vor­
liegt.
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Da die sich einstellende Eigenfrequenz, wie in Kapitel 
5.2.2 erläutert, extrem von der Nachgiebigkeit der Probe 
abhängt, kann auftretendes Rißwachstum über Frequenzände­
rungen verfolgt werden. Der Bruch unter Biegeschwellbela­
stung erfolgte bei den vorliegenden Untersuchungen stets 
ohne Vorankündigung durch einen Frequenzabfall. Damit 
befand sich ein eventuelles unterkritisches Rißwachstum 
in einer so nicht meßbaren Größenordnung.
Vor einer statistischen Analyse der Wöhlerversuche sollen 
noch einige Besonderheiten anhand der Einzelmeßwerte er­
läutert werden. Die Bilder 70 und 71 geben die für BT4 0 
und THR-F ermittelten Wöhlerschaubilder wieder. Auf der 
Ordinate, also für Lastwechselzahl 1, sind der Mittelwert 
der statischen Biegebruchfestigkeit sowie die Werte für 5 
und 95% Ausfallwahrscheinlichkeit eingetragen. Außerdem 
wurden subjektiv Begrenzungslinien eingezeichnet, die 
lediglich der Verdeutlichung dienen sollen und keinerlei 
quantitative Aussagen beinhalten. Das 12%-Co-Hartmetall 
BT40 weist, von einem Ausreißer abgesehen, ein verhält­
nismäßig schmales Streuband auf, mit Festigkeitswerten, 
die deutlich unter der statischen Biegebruchfestigkeit 
liegen. Ein ähnlich gut kalkulierbares Ermüdungsverhalten 
kann auch bei der 25% Co-Legierung GT55 festgestellt 
werden.
Das Feinstkorn-Hartmetall THR-F läßt dagegen kein Ermü­
dungsverhalten im herkömmlichen Sinne erkennen. Obwohl 
das höchste gewählte Lastniveau nur knapp unterhalb des 
Streubereichs der statischen Bruchfestigkeit liegt, wer­
den darin bereits bis zu mehrere hunderttausend Lastwech­
sel ertragen. Alle weiteren Lastniveaus enthalten dann 
bereits Durchläufer, aber teilweise auch Ausfälle nach 
einigen tausend Biegeschwellzyklen. Damit wird in diesem 
Fall die Vorhersage der Zeitfestigkeit einer Probe prak­
tisch unmöglich. Andererseits ist positiv zu vermerken, 
daß die Wöhleriinie sehr flach verläuft, was eine hohe 
Dauerfestigkeit bedingt.
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Bild 70: Wöhlerdiagramm der Legierung BT40
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Bild 71: Wohlerdiagramm der Legierung THR-F
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Da unter obigen Voraussetzungen eine einfache, lineare 
Regression der Meßwerte zur Ermittlung des Zeit- und 
Dauerfestigkeitsbereichs nicht sinnvoll ist, erfolgte die 
statistische Auswertung der Wechsellastversuche nach der 
in Kap.5.2.2 geschilderten Vorgehensweise.
Für die Grenzlastspielzahl von 5-106 Lastwechseln wurden, 
analog zur Auswertung der statischen Biegebruchfestig­
keit, Bruchspannungen für 5, 50 und 95% Ausfallwahr­
scheinlichkeit bestimmt. Der Wert der Biegeschwellfestig­
keit bei einer Ausfallwahrscheinlichkeit von 5% wurde 
als Dauerfestigkeit definiert. Damit entspricht dieser 
Wert als Auslegungskriterium für wechselbelastete Werk­
zeuge dem in Kapitel 5.3.1 erläuterten Kriterium für sta­
tische Belastung.
Die so errechneten Werte der Bruchwahrscheinlichkeiten 
finden sich in Bild 72, gekennzeichnet mit uD für Dauer­
festigkeit. Gegenübergestellt sind die entsprechenden 
Werte für die statische Belastbarkeit (as)• Als Ordnungs­
kriterium wurde dasjenige aus Bild 63 beibehalten.
Es ergibt sich ein Absinken der 5%-Grenze auf Werte zwi­
schen 51 und 68% der im statischen Versuch ermittelten. 
Daß von der statischen Bruchfestigkeit von Hartmetall 
nicht pauschal auf ihre Dauerfestigkeit zurückgeschlossen 
werden darf, äußert sich deutlich darin, daß der Unter­
schied in der Ausfallwahrscheinlichkeit der Legierungen 
GT2H und GT55 unter wechselnder Belastung kleiner wird 
und daß umgekehrt die im statischen Fall in der Festig­
keit kaum differierenden Hartmetalle BT40, B40T, THR-F,
H50T und GT30 in ihrer Dauerfestigkeit deutlich voneinan­
der abweichen.
Die höchste Dauerfestigkeit zeigt das CrNi-gebundene 
Hartmetall GTC, es folgt die relativ kobaltarme Feinst­
kornsorte THR-F. Die niedrigste Dauerfestigkeit weist 
die, mit 9% ebenfalls wenig Co enthaltende Legierung GT2H 
auf.
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Bruchwahrscheinlichkeit:
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Bild 72: Vergleich von statischer und zyklischer Bie­
gebruchfestigkeit
Tendenziell ist auch hier, wie bei den statischen Ver­
suchen, zu erkennen, daß Co-reiche Hartmetalle einen hö­
heren m-Wert und damit einen kleineren Streubereich auf­
weisen als solche, die weniger Kobalt enthalten.
Da sich H50T und GT30 in erster Linie durch ihren Gehalt 
an Titan- und Tantal-Niob-Karbiden unterscheiden, kann 
gefolgert werden, daß sich diese Karbide negativ auf das 
Wechsellastverhalten von Hartmetallen auswirken.
Eine weitere Deutung der unterschiedlichen Ermüdungsan­
fälligkeit der einzelnen untersuchten Hartmetalle soll in 
Zusammenhang mit der Bruchzähigkeit in Kapitel 5.3.3 er­
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folgen.
Die Berücksichtigung der Bruchlage im Spannungsgradienten 
der 3-Punkt-Biegeprobe führt nach Kap.5.2.1 zu einer nie­
drigeren effektiven Biegebruchfestigkeit, wenn der Bruch 
außerhalb des Spannungsmaximums erfolgt.
Werden die effektiv sich ergebenden Bruchspannungen z.B. 
für GT30 in das Wöhlerschaubild eingetragen, so zeigt 
sich, daß die danach ermittelte Dauerfestigkeit bei einem 
zufälligen Zusammentreffen von bruchauslösendem Werk­
stoffehler und Spannungsmaximum weit unterschritten würde 
(Bild 73) . Diese effektiven Bruchspannungen können An­
haltspunkte für die Festigkeit großer zugspannungsbela­
steter Volumina sein.
Bruchlastspielzahl N
95%
50% Ausfallwahrsch. d.
stat. Biegebruchfest.
5%
*- Durchläufer
Bild 73: Wöhlerdiagramm der Legierung GT30
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5.3.3 Bruchzähiakeit
Um Rückschlüsse über das Bruchverhalten von Hartmetallen 
aus bruchmechanischer Sicht ziehen zu können, wurden für 
die untersuchten Legierungen die kritischen Spannungsin­
tensitätsfaktoren nach den Vorgaben der ASTM (s.a. Kap. 
5.2.3) bestimmt.
Die Ergebnisse dieser Messungen sind in Tabelle 6 wieder­
gegeben .
k.A.: keine Angaben
Leg. Zusammensetzung Klc Std.abw. Messgn. Herst.- 
angaben
[MN/m3/2] [MN/m3/2]
GT2H WC9Co HIP 10,0 0,6 15 k.A.
THR-F WC10,5Co 9,2 0,2 15 13,8
B40T WC12CO 16,6 1,0 6 k.A.
BT40 WC15CO 12,4 3,7 7 14,1
GT55 WC25CO 18,7 3,0 8 k.A.
H40T WC12CO0,8(TiCTaC) 12,3 0,5 14 k.A.
H50T WC15CO0,8(TiCTaC) 13,8 0,6 6 k.A.
GT30 WC15CO2(TiCTaC) 10,4 1,0 12 13,8
GTC WC9,5CrNi 8,1 0,9 6 10,0
Tabelle 6: Kritische Spannungsintensitätsfaktoren
Ein Vergleich der Ergebnisse für die reinen WC-Co-Hart- 
metalle mit den Meßwerten aus einer anderen Arbeit /50/ 
nach Bild 74 ergibt eine gute Übereinstimmung für nie­
drige Kobaltgehalte, aber größere Abweichungen für höhere 
Co-Anteile, die allerdings aus den unterschiedlichen 
Korngrößen resultieren können.
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Speziell bei THR-F kann aufgrund der geringen Meßwert­
streuung davon ausgegangen werden, daß die Herstelleran­
gaben, vermutlich wegen unzureichender Anrißerzeugung, 
deutlich zu hoch liegen.
Volumenanteil Co
Bild 74: Vergleich der gemessenen Klc-Werte mit Werten 
nach /50/
Wie erwartet, steigt die BruchZähigkeit mit zunehmendem 
Kobaltgehalt an, allerdings verbunden mit einer erhöhten 
Meßwertstreuung.
THR-F und B40T liegen im Co-Anteil dicht beieinander, der 
höhere KIc-Wert letzterer Hartmetallegierung dürfte darin 
begründet sein, daß der Unterschied der mittleren Korn­
größe nahezu eine Größenordnung beträgt. Nach /46/ führt 
ein Anstieg der mittleren Korngröße von 1 auf 3 /xm bei 
einem WClOCo-Hartmetall zu einer Erhöhung des Klc-Wertes 
von 11 auf 18 MN/m3/2.
Die Gegenüberstellung der Hartmetalle B40T und H40T, so­
wie der Legierungen H50T und GT30 läßt erkennen, daß ein 
steigender Gehalt an Titan- und Tantal-Niob-Karbiden die 
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Bruchzähigkeit vermindert. Dieser Effekt wird teilweise 
bewußt in Kauf genommen, da Ti- und Ta (Nb)-Karbide in 
geringer Konzentration den Verschleiß und die Aufschweiß­
neigung vermindern /93/. Der Vergleich von H50T und GT30 
mit der ebenfalls 15% Co enthaltenden Legierung BT40 ist 
aufgrund der MeßwertStreuung nicht aussagekräftig.
Ein Anstieg sowohl des Kobaltanteils als auch der WC- 
Korngröße führt zu einer Erhöhung der mittleren freien 
Kobalt-Weglänge, also der Co-Schichtdicke zwischen zwei 
Wolframkarbid-Körnern. Zwischen diesem Gefügeparameter 
und der BruchZähigkeit besteht nach /94/ eine lineare 
Korrelation. Da sich die in der vorliegenden Arbeit un­
tersuchten Hartmetalle alle in Korngröße und Zusammenset­
zung unterscheiden und da die Angaben zur Korngröße nicht 
exakt sind, sollen Gefügeeinflüsse indirekt über die 
Bruchzähigkeit diskutiert werden.
In Bild 75 wurde für die reinen WC-Co-Hartmetalle die 
zyklische Biegebruchfestigkeit gegen Klc aufgetragen. Be­
trachtet man nur die Legierungen THR-F, B40T, BT40 und 
GT55, so ergibt sich eine Abnahme der Dauerfestigkeit 
(5% Ausfallwahrscheinlichkeit) mit steigendem Klc-Wert. 
Die Dauerfestigkeit von GT2H liegt jedoch weit unterhalb 
dieses Verlaufs.
Führt man dieselbe Betrachtung für 95% Ausfallwahrschein­
lichkeit durch, so paßt auch GT2H in den oben genannten 
Zusammenhang. Der Grund hierfür liegt im großen Streuband 
dieser Hartmetallegierung.
Zur Klärung dieses Sachverhalts muß kurz auf die gefüge­
bedingten Eigenheiten von Hartmetallen eingegangen wer­
den, die als "Cermets" aus einer metallischen Bindephase 
(Co) bzw. Matrix und einer darin eingelagerten kerami­
schen Phase (WC) bestehen.
Mit steigender Kobaltschichtdicke nehmen diese Werkstoffe 
zunehmend metallischen Charakter hinsichtlich ihres me­
chanischen Verhaltens an, umgekehrt muß bei geringem Co- 
Gehalt und kleiner WC-Korngröße mit keramikähnlichen Ei­
genschaften gerechnet werden.
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Das Bruchverhalten von duktilen, metallischen Werkstoffen 
ist dadurch geprägt, daß, nach Überschreitung einer maxi­
mal ertragbaren Dehnung, ein Riß, von der Oberfläche 
ausgehend, zum Versagen führt. Diese Maximaldehnung wird 
durch Ermüdungsvorgänge herabgesetzt.
Bruchwahrscheinlichkeit
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krit. Spannungsintensitätsfaktor Kjc
Bild 75: Bruchwahrscheinlichkeit in Abhängigkeit vom 
kritischen Spannungsintensitätsfaktor
In nahezu ideal spröden Werkstoffen, wie Glas oder Kera­
mik, wächst ein Riß von einer WerkstoffInhomogenität aus 
langsam bis zum Erreichen einer kritischen Rißlänge, 
welche dann zum Gewaltbruch führt. Eine Ermüdung im me­
tallischen Sinn ist bei ideal sprödem Verhalten nicht 
denkbar; der zeitlich verzögerte Bruch unter Wechsellast 
ist hier vielmehr auf unterkritische Rißausbreitung zu­
rückzuführen /92/.
Aus obigen Ausführungen wird klar, daß mit steigendem
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Klc-Wert der bruchauslösende Faktor "WerkstoffInhomogeni­
tät” in den Hintergrund tritt und daß der zunehmend me­
tallische Charakter eine Abnahme der Streubreite bewirkt. 
Der kritische Spannungsintensitatsfaktor, als Maß für den 
Rißausbreitungswiderstand, wird durch zufällig verteilte 
Fehler im Gefüge nicht beeinflußt /41/. Damit können Co- 
arme Hartmetalle trotz identischer Bruchzähigkeitswerte, 
bedingt durch unterschiedliche Fehlerverteilungen, sowohl 
unter statischer als auch unter zyklischer Belastung in 
ihrer 5%-Ausfallwahrscheinlichkeit stark differieren.
Die maximalen Werte der Biegebruchfestigkeit ergeben sich 
bei fehlerfreiem Gefüge. In diesem Fall werden Gefügepa­
rameter, wie WC-Korngröße und Co-Schichtdicke, und damit 
indirekt der Klc-Wert ausschlaggebend für die Rißiniti- 
ierung. Dadurch wird verständlich, warum die Legierungen 
GT2H und THR-F annähernd die gleiche maximale Biegebruch­
festigkeit aufweisen.
Für die Auslegung von Hartmetall-Fließpreßmatrizen kann 
gefolgert werden, daß die Verwendung von Legierungen mit 
einer möglichst hohen Bruchzähigkeit zwar zu einer engen 
Eingrenzung der Ausfallwahrscheinlichkeit führt, anderer­
seits aber bei einer Wechselbelastung auch zu einer ver­
ringerten Dauerfestigkeit gegenüber weniger zähen Hartme­
tallen.
Obige Ausführungen zeigen zwei prinzipielle Wege zur 
Werkzeugauslegung auf:
- Einsatz von Hartmetallen mit hoher Bruchzähigkeit für 
mittlere Stückzahlen bei hoher Ausfallsicherheit
- Einsatz von Hartmetallen mit geringerer Bruchzähigkeit 
für hohe Stückzahlen bei verminderter Ausfallsicherheit
Ersteres ist mit einem häufigeren Werkzeugwechsel verbun­
den und verursacht so höhere Werkzeugkosten und Maschi­
nenstillstandszeiten. Der zweite Vorschlag birgt Wirt- 
schaftlichkeitsvorteile, bringt allerdings auch ein er­
höhtes Risiko hinsichtlich Folgeschäden an Maschinen mit 
sich.
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5.3.4 Modellversuch "SI-Test"
Der Bruch beim SI-Test ging in den meisten Fällen vom 
Spannungsmaximum aus, also von der Oberfläche in Proben­
mitte (vgl. Kap. 5.2.4). Außermittige Brüche waren selten 
und verliefen ebenfalls im Kerbgrund. Durch das idealer­
weise punktförmige Spannungsmaximum ist das bruchgefähr­
dete Volumen gegenüber der 3-Punkt-Biegeprobe verringert, 
was nach Weibull höhere mittlere Festigkeitswerte mit 
sich bringen sollte, da bei gleicher möglicher Variati­
onsbreite der Bruchfestigkeit die Wahrscheinlichkeit des 
Bruchs auf niedrigen Spannungsniveaus abnimmt.
Das sehr unterschiedliche Bruchverhalten der untersuchten 
Hartmetalle unter einem zweiachsigen Spannungszustand, 
mit Zugspannung und Druckspannung 02 r wird in den Bil­
dern 76 bis 84 wiedergegeben.
Die Meßwerte für gleichen Spannungszustand sind durch 
eine Linie miteinander verbunden. Auf der Ordinate wurde 
für den reinen Zugspannungszustand die mittlere Biege­
bruchfestigkeit sowie die Werte für 5 und 95% Ausfall­
wahrscheinlichkeit aufgetragen. Die Abszisse enthält den 
vom jeweiligen Hersteller angegebenen Wert der Druckfe­
stigkeit. Einen graphisch extrapolierten Verlauf für das 
Bruchversagen unter mehrachsiger Belastung stellt die 
eingezeichnete, unterbrochene Linie dar. Außerdem wurde 
eine Eingrenzung des Streubereichs angedeutet.
Die unter den untersuchten Hartmetallen kobaltreichste 
Legierung GT55 weist nach Bild 76 einen engen Streube­
reich der Meßwerte auf. Dieses Verhalten ist in guter 
Übereinstimmung mit den Ergebnissen, sowohl aus dem sta­
tischen als auch aus dem zyklischen Biegebruchversuch.
Die ertragbare Zugspannung wird durch eine Druckspan­
nungsüberlagerung bis zu einer Größenordnung von 1:1 
nicht beeinflußt. Da die Biegebruchfestigkeit und die 
Druckfestigkeit bei diesem Hartmetall nicht stark diffe­
rieren, kann das Bruchverhalten hier gut mit der Normal­
spannungshypothese beschrieben werden.
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Bild 76: Bruchverhalten von GT55 unter mehrachsiger Bela­
stung
Bild 77: Bruchverhalten von BT40 unter mehrachsiger Bela­
stung
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Die Anwendung der NormalSpannungshypothese ist bei allen 
untersuchten Hartmetallen bis zu einer Druckspannungs­
überlagerung von etwa 2000 N/mm2 gerechtfertigt. Darüber- 
hinaus kommt es zu einer Verminderung der ertragbaren 
Zugspannung. Dieser Effekt ist umso deutlicher, je größer 
das Verhältnis von Druck- zu Biegebruchfestigkeit des 
Werkstoffs ist.
Im Vergleich der beiden 15%-Co-Legierungen mit TiC- 
Ta (Nb) C-Antei len ergibt sich für GT30 (Bild 81) mit sei­
nem höheren Karbidgehalt eine deutlich größere Streuung 
der Meßwerte als für H50T (Bild 83). Damit bietet letzte­
res Hartmetall bei vergleichbarer 5%-iger Ausfallwahr­
scheinlichkeit unter statischer Belastung nicht nur eine 
höhere Bruchsicherheit unter zyklischer Belastung, son­
dern ist auch zuverlässiger hinsichtlich einer mehr­
achsigen Beanspruchung, wie sie in Fließpreßmatrizen auf­
tritt.
Bei den beiden Co-ärmsten Legierungen THR-F (Bild 80) und 
GT2H (Bild 79) ist ein deutlicher Anstieg der ertragbaren 
Zugspannung im SI-Test feststellbar. Für diesen Effekt 
sollte die größere Fehlersensitivität dieser Legierungen 
gegenüber denjenigen mit mehr Kobalt verantwortlich sein: 
Mit dem steigenden Einfluß vorhandener Werkstoffehler auf 
die Bruchfestigkeit nimmt die Volumenabhängigkeit dieses 
Werkstoffkennwerts zu. Damit kann hier das kleinere bela­
stete Volumen der SI-Probe gegenüber dem der 3-Punkt-Bie- 
geprobe einen deutlicheren Anstieg der mittleren Bruchfe­
stigkeit unter Zugspannungsbelastung bewirken als bei Co- 
reichen Hartmetallen.
Die bei GT2H in den Kapiteln 5.3.1 und 5.3.2 festgestell­
te, überdurchschnittliche Meßwertstreuung wird auch unter 
Zug-Druck-Spannungsbelastung erkennbar.
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Bild 78: Bruchverhalten von B40T unter mehrachsiger Bela-
Bild 79: Bruchverhalten von GT2H unter mehrachsiger Bela­
stung
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Bild 80: Bruchverhalten von THR-F unter mehrachsiger Be-
Bild 81: Bruchverhalten von GT30 unter mehrachsiger Bela­
stung
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Bild 82: Bruchverhalten von H40T unter mehrachsiger Bela-
Bild 83: Bruchverhalten von H50T unter mehrachsiger Bela­
stung
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Bild 84: Bruchverhalten von GTC unter mehrachsiger Bela­
stung
Die NiCr-gebundene Legierung GTC (Bild 84) hat die höch­
ste statische sowie die höchste zyklische Biegebruchfes­
tigkeit der untersuchten Hartmetalle und weist laut Her­
steller eine extrem hohe Druckfestigkeit von 5600 N/mm2 
auf. Die Ergebnisse der Bruchfestigkeitsmessungen unter 
praxisnaher mehrachsiger Beanspruchung streuen jedoch so 
stark, daß ein Einsatz dieses Werkstoffs für multiaxial 
hochbelastete Werkzeuge nicht empfohlen werden kann.
Insgesamt kann aus den Ergebnissen der SI-Versuche ge­
schlossen werden, daß eine Druckspannungsüberlagerung bis 
zur Größenordnung der Fließspannung hochfester Stähle 
keine Verminderung der Zugbruchfestigkeit mit sich 
bringt. Damit kann für die Auslegung von Fließpreßmatri­
zen aus Hartmetall die NormalSpannungshypothese heran­
gezogen werden.
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5.3.5 Fraktographie 
5.3.5.1 Statische Bruchversuche
Lichtmikroskopische Aufnahmen zeigen ein für die meisten 
untersuchten Hartmetalle typisches Brucherscheinungsbild 
(Bild 85).
Der Bruchausgangspunkt ist stets von einer Art "Strahlen­
kranz” umgeben, in dessen Mittelpunkt meist der rißaus- 
lösende Fehler gefunden werden kann.
i---------
1mm
Bild 85: Typisches Brucherscheinungsbild
Außerhalb dieses Bereiches kommt es, speziell bei Co- 
armen Hartmetallen, zu einer zerklüfteten Bruchoberflä­
che. In diesem Bereich kann auch ein Absplittern von 
Bruchstücken beobachtet werden, auf das im folgenden noch 
näher eingegangen wird. Aus der Form der Bruchflächen 
kann geschlossen werden, daß diese Splitter nicht erst 
durch den Aufprall der Bruchstücke auf die Werkzeuggrund­
fläche entstehen, sondern bereits während des eigentli­
chen Probenbruchs.
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Zur oberen Belastungsrolle hin bildet sich eine glatte 
Bruchfläche aus, die stets senkrecht zur Probenoberfläche 
verläuft.
Eine nähere Untersuchung des Ortes der Rißinitiierung 
unter dem Rasterelektronenmikroskop führt bei statisch 
gebrochenen Proben oft nicht zu einer so eindeutigen 
Identifizierung eines Werkstoffehlers, wie dies bei unter 
Wechsellast gebrochenen Proben möglich ist. Eine Erläute­
rung der rißauslösenden Fehler erfolgt deshalb erst in 
diesem Zusammenhang.
Die Topographie der Bruchfläche läßt darauf schließen, 
daß es beim Bruch zunächst im Bereich des Strahlenkranzes 
zu einer langsamen Rißausbreitung kommt. Daran anschlies­
send breitet sich der Riß schnell über die gesamte Pro­
benbreite aus, wächst also quer bzw. schräg zur Bela­
stungsrichtung. Dabei kommt es speziell bei spröden, 
hochfesten Hartmetallen zu einer energieabsorbierenden 
Rißverzweigung und einer damit verbundenen Splitterbil­
dung (s.o.). Im weiteren Bruchverlauf kommt es zu einem 
Einmünden in eine einzige, gerade Rißfront.
Eine qualitative Abschätzung der Rißverzweigung ist in 
Bild 86 dargestellt. Es zeigt sich, daß die 9%- bzw. 
10,5%-Co-Hartmetalle GT2H und THR-F wesentlich stärker 
zur Splitterbildung neigen als B40T und BT40 mit 12 bzw. 
15% Kobalt. GT55 als kobaltreichste Legierung weist 
durchgängig mittige, glatte Brüche ohne Rißverzweigung 
auf.
Bei den TiC-Ta(Nb)C-legierten Hartmetallen besteht kein 
signifikanter Unterschied zwischen 12% und 15% Kobalt, 
der höhere Karbidanteil von GT30 bringt dagegen einen 
deutlichen Anstieg der Rißverzweigung mit sich.
Das 9,5%-CrNi-gebundene Hartmetall GTC ist vergleichbar 
mit der WC9Co-Legierung GT2H.
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statische Bruchversuche
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Bild 86: Abschätzung der Rißverzweigung 
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Die Rißinitiierung geschieht nicht immer im Spannungsma­
ximum gegenüber der oberen Belastungsrolle, sondern teil­
weise fehlerbedingt außermittig. Ein außermittig gestar­
teter Riß wächst dann schräg auf das Gebiet maximaler 
Zugspannung zu, um dort senkrecht zur Probenoberfläche 
weiterzulaufen.
Der Rißausgangspunkt befindet sich in der Regel mehr oder 
weniger tief unter der Probenoberfläche.
Daraus kann geschlossen werden, daß die nach ISO/DIS 3327 
/75/ für Biegebruchversuche vorgeschriebene Oberflächen­
rauheit mit Ra < 1/xm bereits ausreicht, um oberflächenin­
duzierte Brüche zu vermeiden. Eine weitergehende Politur 
von Umformwerkzeugen aus Hartmetallen ist damit zur Ver­
meidung von Werkzeugbrüchen nicht erforderlich, kann aber 
dennoch aus Gründen der Tribologie oder der Oberflächen­
güte der Werkstücke angeraten sein.
5.3.5.2 Zyklische Bruchversuche
Lichtmikroskopisch sind keine Unterschiede zu den Bruch­
flächen aus den statischen Versuchen festzustellen. Der 
strahlenkranzförmige Bereich um den Rißausgangspunkt 
weist keine für die Ermüdung typische Rastlinien auf. 
Unter dem Rasterelektronenmikroskop lassen sich bruchaus­
lösende Fehler meist sehr schnell ausmachen. Eine Vermes­
sung ihrer Größe und ihrer Lage im Spannungsgradienten 
ist möglich. Eine röntgendispersive Analyse zeigt darü- 
berhinaus, daß in erster Linie drei, für Hartmetalle 
typische Arten /10/ von Werkstoffehlern vorkommen:
- Poren (Bild 87, Bild 88)
- Einschlüsse (Bild 89)
- WC-Grobkorn (Bild 90)
Die als rißauslösend gefundenen Poren sind mit 15 bis 
70/xm, im Verhältnis zur WC-Korngröße, sehr groß und re­
gelmäßig geformt. Kugel- bzw. lanzettförmige Poren mit
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Bild 87: Pore als rißauslösender Fehler, Werkstoff: GT30
Bild 88: Pore als rißauslösender Fehler, Werkstoff: GT30
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Bild 89: CaS-Einschluß als rißauslösender Fehler, Werk­
stoff: H40T 
Stoff: THR-F
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glatter Berandung deuten darauf hin, daß hier Fremdkörper 
mit verpreßt wurden, die sich dann beim Sinterprozeß auf­
gelöst haben.
Bei Einschlüssen ergibt die EDAX-Analyse meist CaS, sel­
tener Al oder Si. Bei GT30 können auch Anhäufungen von 
TiC-Ta(Nb)C bzw. Zr aufgefunden werden. Die Karbide sind 
bewußt zugemischt, aber beim Mischvorgang offenbar nicht 
ausreichend verteilt worden. Bei den anderen Einschlüssen 
handelt es sich um Verunreinigungen der Rohstoffe. Als 
rißauslösend können Einschlüsse mit einer größten Ausdeh­
nung zwischen 15 und 260/xm ermittelt werden.
Wolframkarbid-Grobkornbereiche rühren offenbar von einer 
ungenügenden Rohstoffaufbereitung her, da WC-Körner in 
der gefundenen Größenordnung von 50 - 70 ßia durch Korn­
wachstum bei exakter Sinter-Prozeßführung nicht entstehen 
können.
Alle bruchauslösenden Fehler sind unter der Probenober­
fläche anzutreffen, und zwar in einem Bereich zwischen 30 
und 800/xm. Bei 800/xm handelte es sich allerdings um einen 
sehr großen Werkstoffehler.
Ein Vergleich der Splitterbildung mit den Werten der 
statischen Versuche zeigt durchgängig eine Verringerung 
der Rißverzweigung beim Versagen unter Wechsellast (Bild 
86). Eine Ausnahme stellt die CrNi-gebundene Legierung 
GTC dar, bei der kaum Unterschiede festzustellen sind. 
Verantwortlich für diese Verringerung ist vermutlich die 
Tatsache, daß im Wechsellastversuch bei niedrigerer 
Bruchlast eine geringere elastische Energie in der Probe 
gespeichert ist. Ein reiner Ermüdungsriß dürfte nicht zur 
Splitterbildung führen, was deutlich macht, daß ein 
großer Teil der Bruchfläche, nach einem anfänglichen 
unterkritischen Rißwachstum, durch Gewaltbruch entsteht.
146
Um eventuelle Aufschlüsse über den Rißausbreitungsmecha- 
nismus zu erhalten, wurde das Gefüge bei ca. 5000-facher 
Vergrößerung, sowohl innerhalb des Strahlenkranzes als 
auch weit ab davon, untersucht (Bild 91). Es ergeben sich 
allerdings weder für Proben aus statischen Versuchen noch 
für solche aus Wechsellastversuchen signifikante Unter­
schiede. Der Grund hierfür dürfte im zweiphasigen Gefüge­
aufbau aus sprödem Wolframkarbid und duktilem Kobalt zu 
suchen sein.
Zwischen den gebrochenen WC-Körnern in Bild 91 ist grat­
förmig die stark deformierte Co-Bindephase zu erkennen, 
die sich teilweise von den Karbidpartikeln abgelöst hat. 
Risse im Wolframkarbid, die senkrecht zur Bruchfläche 
verlaufen, machen deutlich, daß es selbst bei der zähen 
Hartmetallegierung GT55 zu einer Mikrorißduktilisierung 
kommt.
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statisch:
nahe am Rißausgangspunkt fern vom Rißausgangspunkt
zyklisch: 
nahe am Rißausgangspunkt
2 Mm
fern vom Rißausgangspunkt
Bild 91:
Bruchflächenvergleich GT55: statisch - zyklisch 
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5.3.5.3 Bruchversuche mit beschichteten Proben
REM-Aufnahmen der TiC-TiN-beschichteten Proben zeigen 
eine gleichmäßige, dichte CVD-Schicht, deren plättchen­
förmige Oberflächenstruktur sich aus dem gerichteten 
Schichtwachstum ergibt. Diese Struktur wird bei Umform­
werkzeugen üblicherweise durch Polieren entfernt.
Der Rißausgangspunkt liegt bei der Drei-Punkt-Biegung 
stets an der Probenoberfläche und gegenüber der oberen 
Belastungsrolle, also im Spannungsmaximum der Biegeprobe. 
Rißauslösende Fehler können nicht ermittelt werden.
Bild 92a zeigt einen Blick auf die Bruchfläche, der Pfeil 
kennzeichnet den Ort des vermuteten Rißstarts. Selbst bei
Substrat zu erkennen.
hoher Vergrößerung ist kein Fehler in der Schicht oder im
70/xm
a) Rißausgangspunkt
10/zm
b) Schicht-Anriß
Bild 92: Bruchfläche einer beschichteten Probe, H50T
Aus Bild 92b wird die Oberflächenfeinstruktur ersicht­
lich. Außerdem ist ein Anriß sichtbar, der sich, aus der 
CVD-Schicht kommend, in den Grundwerkstoff hinein fort­
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setzt, offensichtlich jedoch ohne bruchauslösend zu wir­
ken.
Diese Erkenntnisse belegen zusammen mit den Biegebruch­
versuchen in Kapitel 5.3.1.3 die festigkeitsmindernde 
Wirkung der hier verwendeten Beschichtung. Der Einsatz 
beschichteter Fließpreßmatrizen ist danach solange nicht 
sinnvoll, wie dem höheren Verschleißwiderstand eine ge­
ringere Bruchfestigkeit gegenübersteht. Eine zukünftige 
Anwendung der Beschichtungstechnologien bei Fließpreß­
matrizen erfordert deshalb nicht nur Verschleiß- sondern 
auch Bruchuntersuchungen unter Variation von Beschich­
tungsparametern und Schicht- bzw. Substratwerkstoffen.
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5.3.5.4 SI-Test
Die Bruchflächen der Sl-Proben weisen einen Bruchaus­
gangspunkt im Kerbgrund in Probenmitte, also im Zugspan­
nungsmaximum, auf (vgl. Kap. 5.2.4). Rißauslösende Fehler 
können nicht eindeutig identifiziert werden. Auf einen 
Punkt zulaufende Linienscharen zeigen, daß die Rißiniti- 
ierung an der Oberfläche bzw. knapp darunter stattfand 
(Bild 93).
Diese lokale Begrenzung der Rißinitiierung ergibt sich 
erwartungsgemäß aus dem idealerweise punktförmigen Zug­
spannungsmaximum beim SI-Test. Da hier ein kleineres 
Volumen unter Zugspannungen steht als bei der Biegeprobe, 
sollten speziell Hartmetalle mit kleinem Weibull-Exponen- 
ten eine scheinbar höhere Festigkeit aufweisen, was sich 
in Kapitel 5.4.3 auch andeutet.
IHM 25KU 02 557 1
Bild 93: Bruchfläche einer SI-Test-Probe
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5.3.5.5 Fließpreßmatrize
Eine Fließpreßmatrize aus WC25%Co, die in der Produktion 
durch einen Bruch ausfiel, zeigt Bild 94.
Der Restgewaltbruch erfolgte oberhalb der Preßschulter. 
Im Einlaufradius ist ein nahezu ganz umlaufender Anriß zu 
erkennen. Die Zerstörung des Matrizenbruchstücks ergab, 
daß sich in dieser Ebene ein Ermüdungsriß über nahezu den 
ganzen Querschnitt ausgebreitet hatte, der sich in die 
eigentliche Bruchfläche fortsetzte. Die in der Ermüdungs- 
rißebene sichtbaren, wenigen Rastlinien lassen darauf 
schließen, daß die zerstörende Rißausbreitung sich über
Bild 94: Gebrochene Hartmetall-Fließpreßmatrize 
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einige wenige Lastzyklen erstreckte. Die Erosionserschei­
nungen am umlaufenden Anriß deuten dagegen darauf hin, 
daß dieser lange vor dem Werkzeugbruch existierte. Der 
stabile Anriß verlief etwa 1 bis 2mm unter ca. 45° nach 
unten. Der Restbruch erfolgte dann in einer horizontalen 
Ebene.
Dieser Fall aus der Praxis belegt, daß eine Rißarretie- 
rung in geringer Tiefe, wie sie aus den Berechnungen in 
Kapitel 4.2.2 gefolgert wurde, tatsächlich auftritt. 
Ebenso steht die anfängliche Richtung der Rißausbreitung 
in guter Übereinstimmung mit der errechneten Mixed-Mode- 
Beanspruchung bei der Rißinitiierung.
Ob der Restbruch von Werkstoffermüdung unter Schubbean­
spruchung oder von eingepreßtem Werkstückwerkstoff her­
rührte, konnte im vorliegenden Fall nicht ermittelt wer­
den.
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6. Schlußfolgerungen für das Bruchverhalten von Hartme­
tal lmatrizen
6.1 Anrißbildung
Nach den Berechnungen in Kapitel 4.2.1, durchgeführt mit 
unterschiedlichen, praxisnahen Randbedingungen, kann die 
Zugspannungsspitze im Schultereinlaufradius einer Hartme­
tallmatrize bereits in der Größenordnung der Biegebruch­
festigkeit der untersuchten Hartstoffe liegen.
Die Ausfallwahrscheinlichkeit ist jedoch bei Zugspan­
nungswerten um 2000 N/mm2 noch gering.
Bei zyklischer Belastung, wie sie bei dem diskontinuier­
lichen Umformverfahren "Fließpressen” auftritt, steigt 
die Wahrscheinlichkeit des Werkzeugausfalls durch Bruch 
mit steigender Zahl gefertigter Werkstücke. Eine Wechsel­
belastung mit maximalen Zugspannungen von 2000 N/mm2 kann 
auf Dauer von keiner der betrachteten Hartmetallegierun­
gen ertragen werden. Ausfallwahrscheinlichkeiten von 50 
bis 100% sind bei einer Lastzyklenzahl von 5’106 die 
Regel.
Rasterelektronenmikroskopische Untersuchungen haben er­
geben, daß sich die rißauslösenden Fehler bei den Biege­
bruchversuchen stets unter der Probenoberfläche befanden. 
Dies resultiert aus der statistischen Fehlerverteilung 
und wird begünstigt von einer Druckeigenspannung im ober­
flächennahen Bereich, hervorgerufen durch die Schleif- 
bearbeitung /95/.
Da Umformwerkzeuge ebenfalls spanend fertigbearbeitet 
werden, ist davon auszugehen, daß hier ähnliche Randbe­
dingungen wie bei den Biegebruchproben vorliegen.
Geht man von einer analogen Bruchauslösung durch einen 
oberflächennahen Fehler aus, so kommt der Oberflächen­
rauheit nicht die Bedeutung zu, die ihr im allgemeinen 
eingeräumt wird. Rmax-Werte bis 6/xm führten bei den Bie­
gebruchversuchen weder bei statischer noch bei zyklischer 
Belastung zu Oberflächenrissen, so daß eine Politur auf 
Rmax“Wer^e von 0,1/nm allein zur Vermeidung von Rißbildung 
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nicht notwendig erscheint.
Aus der Kenntnis des kritischen Spannungsintensitätsfak­
tors und des Spannungsfeldes der Biegeprobe lassen sich 
kritische Fehlergrößen berechnen, die bei statischer 
Belastung in Höhe der Biegebruchfestigkeit zum Proben­
bruch führen würden.
Geht man davon aus, daß sich die höchsten Biegebruchfe­
stigkeiten für ein Gefüge ohne Poren und Einschlüsse er­
geben und daß der Bruch von einer eigenspannungsfreien 
Oberfläche ausgeht, so errechnen sich für diese Randbe­
dingungen kritische Fehlergrößen nach Tabelle 7.
Den Berechnungen zugrunde gelegt war die Annahme eines 
halbelliptischen Oberflächenrisses der Länge a im halb­
unendlichen Körper. Der angegebene Bereich für die kri­
tische Fehlergröße resultiert aus der Bandbreite mögli­
cher Formfaktoren Q (s. Gleichung (24)).
Kj = 1,12 ff (wa/Q)1/2 (24)
Kj Spannungsintensitätsfaktor für Modus I
a NormalSpannung
a Rißlänge
Q Rißformparameter
Der Wert des Rißformparameters Q variiert zwischen etwa 1 
für langgestreckte und etwa 2 für halbkreisförmige Ober­
flächenrisse /96/.
Für die Hartmetalle GTC, GT30 und GT2H liegen die kriti­
schen Fehlerausdehnungen in der Größenordnung der Wolf­
ramkarbid-Körner, woraus geschlossen werden kann, daß bei 
diesen Werkstoffen die maximal möglichen Biegebruchfe­
stigkeiten in der vorliegenden Untersuchung erreicht 
wurden. Andererseits bedeutet es auch, daß eine starke 
Abhängigkeit der Festigkeit von fertigungsbedingten 
Gefügeinhomogenitäten besteht.
Bei der Legierung THR-F steht einer kritischen Fehler­
größe von 4-9gm eine Korngröße von 0,5gm gegenüber, so 
daß hier eine Festigkeitssteigerung durch eine Oberflä-
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Werkstoff GT2H THR-F B40T
TRS bei 95% Ausfall­
wahr sch. [N/mm2 ]
3130 3150 2800
KIc [MN/m3/2] 10,0 9,2 16,6
krit. Fehlergr. bei 
95% Ausfallw. [/im]
5-10 4-9 18-36
Korngröße [jum] 2-4 0,5 3-4
Werkstoff BT40 GT55 H40T
TRS bei 95% Ausfall- 
wahrsch. [N/mm2]
2980 2510 2690
KIc [MN/m3/2] 12,4 18,5 12,3
krit. Fehlergr. bei 
95% Ausfallw. [gm]
9-18 28-55 11-21
Korngröße [M^J 4-8 2-4 2
Werkstoff H50T GT3 0 GTC
TRS bei 95% Ausfall­
wahr sch. [N/mm2 ]
3070 3310 3610
Klc [MN/m3/2] 13,8 10,4 8,1
krit. Fehlergr. bei 
95% Ausfallw. [/xm]
10-20 5-10 3-5
Korngröße [/xm] 2 2-4 2-3
Tabelle 7: Abschätzung der kritischen Fehlergröße im 
Spannungsmaximum bei 95% Ausfallwahrschein­
lichkeit 
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chenpolitur denkbar scheint. Allerdings wiederum nur, 
wenn gleichzeitig ein fehlerfreies Gefüge vorliegt.
Mit steigender Bruchzähigkeit wächst die Ausdehnung eines 
theoretisch bruchauslösenden Anrisses bis auf 55/xm bei 
GT55, was nicht mehr mit Gefügeparametern korreliert wer­
den kann. Damit erlauben Hartmetalle mit einem hohen 
kritischen Spannungsintensitätsfaktor zum einen große 
Oberflächenrauheiten und zum anderen wirken sich unver­
meidliche Verunreinigungen weniger auf die Bruchfestig­
keit aus.
Bezieht man eine Druckeigenspannung in der Oberfläche, 
mit Werten um 1000 N/mm2 bis in eine Tiefe von 20/xm /95/, 
in obige Überlegungen mit ein, kann gefolgert werden, 
daß auch gefügebedingte Brüche unter der Oberfläche 
initiiert werden.
Außerdem muß bei zähen Hartmetallen oft, wie in Kapitel
2.6 geschildert, eine plastische Deformation, verbunden 
mit dem Brechen einzelner WC-Körner, vorausgehen, damit 
ein Fehler kritischer Größe entstehen kann.
Aus den Spannungsberechnungen in Kap.4.2.1 geht hervor, 
daß im Schultereinlaufradius ein steiler Spannungsgradi­
ent existiert, so daß nur ein sehr kleines Volumen der 
betrachteten Fließpreßmatrize unter Zugspannungen steht. 
Da die Bruchfestigkeit von Hartmetallen aufgrund der 
Fehlersensibilität volumenabhängig ist, muß außer der 
absoluten Höhe der Spannungen auch das belastete Volumen 
bekannt sein, um Aussagen über die Ausfallwahrscheinlich­
keit eines Werkzeugs treffen zu können.
Somit scheint es sinnvoll, bei Festigkeitsberechnungen 
von Hartmetallmatrizen mit der Methode der Finiten Ele­
mente nicht von einem einzigen, kritischen Werkstoffkenn­
wert auszugehen, sondern die Ergebnisse, die die stati­
stische Auswertung nach Weibull liefert sowie bruchmecha­
nische Kennwerte für die Berechnung regionaler Bruchwahr­
scheinlichkeiten heranzuziehen.
Erste Ansätze in dieser Richtung wurden bereits 1981 von 
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Almond, Gee und McCartney /96/ gemacht. Ergebnisse da­
raus, die den Einfluß des Weibull-Exponenten verdeutli­
chen, sind in Bild 95 dargestellt.
Bild 95: Regionale Bruchwahrscheinlichkeiten im Schulter­
bereich einer Matrize nach /96/
Für eine konventionelle Auslegung von Werkzeugen aus 
Hartmetall, die teilweise unter Zugspannungen stehen, 
sollten die Ergebnisse von Biegebruchversuchen bei geeig­
neter statistischer Auswertung genügen. Anstatt einen 
Mittelwert der Bruchfestigkeit anzusetzen ist es nach den 
Erkenntnissen der vorliegenden Arbeit jedoch sinnvoller, 
einen Festigkeitswert für die Berechnung der Belastbar­
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keit einer Matrize heranzuziehen, der eine geringe Bruch- 
wahrscheinlichkesit gewährleistet. Deshalb wurde in den 
Kapiteln 5.3.1 und 5.3.2 eine 5%-ige Ausfallwahrschein­
lichkeit zur Beurteilung der Biegebruchfestigkeit zu­
grunde gelegt.
Die Ergebnisse der Bruchversuche unter einem kombinierten 
Zug-Druckspannungszustand haben ergeben, daß eine Druck­
spannungsüberlagerung bis 2000 N/mm2 keinen Einfluß auf 
das Versagen unter Zugspannungen hat. Da dies eine obere 
Grenze für in der Praxis auftretende Druckspannungen dar­
stellt, kann zur Beurteilung des Bruchverhaltens unter 
kombinierter Zug-Druck-Belastung die Normalspannungshypo- 
these herangezogen werden.
Um diese Aussage hinsichtlich einer Wechselbeanspruchung 
zu verifizieren, sollte der SI-Test in einer ergänzenden 
Untersuchung unter zyklischer Belastung durchgeführt wer­
den.
Die in der Praxis übliche Vorgehensweise, bei wechsel­
belasteten Werkzeugen etwa 45% der statischen Festigkeit 
für Berechnungen anzusetzen, kann nach den Ergebnissen 
aus Kapitel 5.2.2 als konservativ betrachtet werden. Bei 
der Werkstoffauswahl sollte allerdings berücksichtigt 
werden, daß eine kleinere mittlere Co-Schichtdicke zu 
einer kleineren Ermüdungsempfindlichkeit führt. Da durch 
die Abnahme der Korngröße bzw. des Kobaltgehaltes aller­
dings auch die BruchZähigkeit abnimmt, muß ein Kompromiß 
bei mittleren Werten gesucht werden.
Der kritische Spannungsintensitätsfaktor allein kann ohne 
die Kenntnis der Fehlerverteilung im Werkstoff nicht zur 
Beurteilung einer ersten Anrißbildung herangezogen wer­
den. Aufschlüsse über bruchauslösende Gefügefehler können 
indirekt über den Weibull-Koeffizienten erhalten werden.
Bezieht man diese allgemeinen Erkenntnisse auf die unter­
suchten Hartmetalle, so zeigt sich, daß die häufig für 
Preßmatrizen eingesetzte Sorte GT55 mit ihrem hohen m- 
Wert gut kalkulierbar bezüglich der Ausfallwahrschein­
lichkeit ist. Der hohe KIc-Wert und die damit verbundene 
159
geringe Fehlerempfindlichkeit führen zu diesem Bruchver­
halten, das diesen Werkstoff bezüglich der Lebensdauerab­
schätzung in die Nähe von Werkzeugstählen rückt.
Der hohe Kobalt-Gehalt bewirkt allerdings auch mit die 
niedrigsten mittleren Biegebruchfestigkeiten der analy­
sierten Werkstoffe und den großen Abfall der Festigkeit 
bei wechselnder Belastung.
Mit abnehmender freier Co-Weglänge sinkt die Bruchzähig­
keit und damit die kritische Fehlergröße, was allerdings 
durch die Zunahme der Biegebruchfestigkeit bei einigen 
Hartmetallen soweit kompensiert wird, daß die fünfprozen- 
tige Ausfallwahrscheinlichkeit dadurch kaum beeinflußt 
wird. Als Beispiel hierfür kann die Gegenüberstellung der 
Legierungen BT40 und THR-F in Bild 72 dienen. Während 
BT40 ein ähnliches Bruchverhalten wie GT55 aufweist, kann 
bei der Feinstkorn-Sorte THR-F ein wesentlich größerer 
Streubereich der Bruchfestigkeit festgestellt werden. 
Dennoch sollten Fließpreßmatrizen aus THR-F kein höheres 
Risiko hinsichtlich einer Anrißbildung mit sich bringen 
als solche aus dem Co-reicheren Hartmetall BT40, dafür 
aber eine höhere Verschleißfestigkeit.
Die sowohl statisch als auch zyklisch hoch belastbare 
CrNi-gebundene Legierung GTC wird bisher in der Kaltmas­
sivumformung nicht eingesetzt, was angesichts der gerin­
gen BruchZähigkeit verbunden mit großen Meßwertstreuungen 
im zweiachsigen SI-Test auch nicht empfohlen werden kann. 
Ebenfalls Bild 72 kann entnommen werden, daß reine WC- 
Co-Hartmetalle höheren Wechselbelastungen ausgesetzt 
werden können, als solche, denen bei gleichem Co-Gehalt 
Titan- und Tantal-Niob-Karbide zugemischt werden, was er­
steren den vorrangigen Einsatz für Preßmatrizen gewähr­
leisten sollte.
Die Tatsache, daß eine verschleißreduzierende TiC-TiN- 
CVD-Beschichtung die Biegebruchfestigkeit von Hartmetal­
len stark vermindert, sollte dazu führen, daß bei zug­
beanspruchten Bauteilen alternativ verschleißfestere 
Hartmetallegierungen ohne Beschichtung eingesetzt werden.
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Außerdem sollten zukünftige Untersuchungen das Bruchver­
halten hartstoffbeschichteter Hartmetalle unter schwel­
lender Biegebeanspruchung mit einbeziehen.
6.2 Bruchverhalten bei vorhandenem Anriß
Die Ergebnisse aus Kapitel 4.2.1 für ein rißfreies Werk­
zeug belegen, daß die Anrißbildung unter Mixed-Mode-Bela- 
stung erfolgt. Dies führt dazu, daß ein Riß sich nicht 
senkrecht zur Zugspannungsbelastung ausbreitet, sondern 
im vorliegenden Fall schräg nach unten abgelenkt wird 
/73/. Eine starke Abnahme der berechneten Mode I-Bela- 
stung bereits bei kleinen Rißlängen sollte außerdem zu 
einem baldigen Rißstillstand führen.
Beide Vorhersagen konnten an einer Fließpreßmatrize, die 
im praktischen Einsatz durch Bruch versagte, überprüft 
und bestätigt werden (s. Kap. 5.3.5.5).
Eine weitere Rißausbreitung kann nach einem anfänglichen 
Rißstillstand durch eine vorhandene zyklische Mode II- 
Beanspruchung, oder, wie von Reiss /7 / nachgewiesen, 
durch das Einpressen von Werkstückwerkstoff in den Anriß 
erfolgen.
Mögliche Konsequenzen eines vorhandenen Anrisses sind in 
Bild 96 dargestellt.
Ohne Belastung wird sich der Riß aufgrund der Armierungs­
vorspannung schließen. Unter Innendruck kommt es zu einer 
Rißöffnung, die mit einem Versatz der Rißufer verbunden 
ist. Dadurch entsteht eine Art Schneidkeil, der zum einen 
das Abscheren von Werkstückwerkstoff bewirken kann und 
der zum anderen selbst im Preßvorgang abgetragen werden 
kann.
Ersteres kann zu einer Rißausbreitung, wie oben geschil­
dert, beitragen. Verschleißspuren am Anriß der untersuch­
ten Matrize (Bild 94) zeigen, daß auch bei Hartmetall­
matrizen ein "Leben mit dem Riß” möglich ist.
Das Abtragen der Rißufer kann dazu führen, daß das Werk-
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zeug wegen Verschleißerscheinungen ausgewechselt werden 
muß, obwohl ursächlich ein Anriß für den Ausfall verant­
wortlich ist.
ohne Belastung: Riß geschlossenMatrize mit Anriß
Abscheren von Werkstückwerkst. Abrasion
Bild 96: Mögliche Konseguenzen eines Anrisses
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Für die Ausbreitung eines vorhandenen Risses ist von den 
ermittelten Werkstoffkennwerten allein die Bruchzähigkeit 
aussagekräftig. Hier zeigt sich, daß die für Fließpreß­
matrizen üblichen Hartmetalle mit hohen Kobalt-Gehalten 
bei statischer Belastung im Vorteil sind, da sie in der 
Regel durch die größere freie Kobalt-Weglänge einen höhe­
ren Rißausbreitungswiderstand besitzen.
Für die Beurteilung der Rißausbreitung im zyklisch sich 
ändernden Spannungsfeld einer Fließpreßmatrize wären 
allerdings die Kenntnis des Schwellenwerts der zyklischen 
Spannungsintensität A K^h und die ^er Rißverlängerungs- 
kurve unter schwellender Belastung nützlicher. Diese 
Kennwerte für Hartmetalle, die in der Kaltmassivumformung 
eingesetzt werden, zu ermitteln, sollte der nächste 
Schritt zur Lebensdauerabschätzung hinsichtlich Ermü­
dung sbruch sein.
Die für eine Rißausbreitung unter Mode II-Belastung wich­
tigen KIIc-Werte werden bisher leider nur in sehr be­
schränktem Umfang auf Labor-Ebene bestimmt und sind des­
halb für die untersuchten Hartmetalle nicht verfügbar.
Auch hier könnte die Bruchmechanik wichtige Aufschlüsse 
für die Werkstoffauswahl bei Fließpreßwerkzeugen liefern.
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7. Zusammenfassung
Ausgehend von der Beobachtung, daß Fließpreßmatrizen aus 
Hartmetall zu einem hohen Prozentsatz trotz korrekter 
Auslegung vorzeitig zu Bruch gehen, sollten in der vor­
liegenden Arbeit handelsübliche Hartstoffe auf Wolfram- 
karbid-Basis auf ihr Bruchverhalten hin untersucht und 
Aufschlüsse über den Ablauf des Werkzeugbruchs gewonnen 
werden.
Um beurteilen zu können, welchen Anforderungen ein Werk­
stoff kennwert genügen muß, damit er zur Auslegung von 
Hartmetallmatrizen herangezogen werden kann, wurde zu­
nächst die mechanische Beanspruchung solcher Werkzeuge 
am Beispiel einer ausgewählten Geometrie bei verschiede­
nen Belastungszuständen mit Hilfe der Methode der Finiten 
Elemente berechnet. Darüberhinaus lieferten diese Berech­
nungen wichtige Erkenntnisse über das Anriß- und das Riß- 
ausbreitungsverhalten in Preßbüchsen.
Im mechanisch hochbeanspruchten Schultereinlaufradius 
errechnet sich eine Spannungsspitze mit einer kombinier­
ten Zug-Druck-Schub-Beanspruchung, die zu einem schräg 
nach unten laufenden Anriß führen sollte, der aufgrund 
des Spannungszustands in der Matrize in geringer Tiefe 
zum Stillstand kommt.
Ein in das Rechenmodell integrierter Anriß führt zu dem 
Ergebnis, daß die Rißspitze bereits in einer Tiefe von 
weniger als einem Millimeter nur noch einer Mode II-Bela- 
stung ausgesetzt ist. Weiteres Rißwachstum ist deshalb 
unter den verwendeten Randbedingungen nur unter einer zy­
klisch wechselnden Schubbeanspruchung möglich.
Da der Anriß während des Preßvorgangs aufklafft, ist ein 
Abscheren von Werkstückwerkstoff und ein Abtrag der Riß­
ufer denkbar. Beide Vorgänge führen zu veränderten Rand­
bedingungen und können so zu einem weiteren Rißwachstum 
bzw. zu einem Ausfall durch Verschleiß führen.
Dieses Anrißverhalten ließ sich auch an einem Schadens­
fall nachvollziehen.
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Der Vergleich von statischer und zyklischer Biegebruch­
festigkeit belegt, daß die praxisübliche Vorgehensweise, 
bei Wechselbelastung etwa 45% der statischen Festigkeit 
anzusetzen, konservativ ist.
Die Hartmetalle mit geringer Bruchzähigkeit wiesen dabei 
die geringste Ermüdungsempfindlichkeit auf, was sich auf 
den zweiphasigen Gefügeaufbau zurückführen läßt. Außer­
dem wurde deutlich, daß von der statischen Festigkeit 
nicht auf die Wechselfestigkeit zurückgeschlossen werden 
darf, sondern daß für eine sinnvolle Werkzeugauslegung 
der relativ einfache Biegeschwellversuch zuverlässigere 
Aussagen liefert.
Die Bruchzähigkeit als Kenngröße, die von GefügeInhomoge­
nitäten unabhängig ist, kann wegen des großen Einflusses 
vorhandener Werkstoffehler nur in Zusammenhang mit der 
Kenntnis der Fehlerverteilung zur Beurteilung der Anriß­
empfindlichkeit herangezogen werden. Aussagen über die 
Verteilung von Gefügefehlern können indirekt über die 
Ergebnisse einer statistischen Auswertung der Biegebruch­
versuche nach Weibull gemacht werden.
Um einen eventuellen Einfluß der hohen Druckspannungen, 
die in Preßbüchsen auftreten, auf das Versagen dieser 
Werkzeuge untersuchen zu können, wurden Bruchversuche mit 
unterschiedlichen Verhältnissen senkrecht überlagerter 
Zug- und Druckspannungen durchgeführt. Es zeigte sich, 
daß mit zunehmendem Verhältnis von Druck- zu Biegebruch­
festigkeit die Überlagerung einer hohen Druckspannung zu 
einer Reduzierung der ertragbaren Zugspannung führt. Bis 
zu praxisüblichen Druckspannungswerten von etwa 2000 
N/mm2 kann allerdings für alle hier betrachteten Werk­
stoffe die NormalSpannungshypothese angesetzt werden.
Als bruchauslösend wurden in den durchgeführten Versuchen 
Gefügefehler identifiziert, die sich unterhalb der Pro­
benoberfläche befanden.
Diese Art der Rißinitiierung wird vom Zusammenwirken vor­
handener Poren, Einschlüsse und WC-Grobkornbereichen mit 
einer bearbeitungsbedingten Druckeigenspannung in der
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Oberfläche hervorgerufen. Trotz maximal gemessener Rauh­
tiefen von etwa 6/im kam es nicht zur Bildung von Ober­
flächenrissen. Eine verschleißmindernde TiC-TiN-CVD- 
Schicht erwies sich bei erheblich verminderter Bruchfe­
stigkeit als rißauslösend, weshalb sie für zugspannungs­
beanspruchte Werkzeuge nicht empfohlen werden kann.
Die Ergebnisse der vorliegenden Arbeit zeigen, daß auch 
bei Fließpreßmatrizen ein Leben mit dem Riß möglich ist, 
wenn dieser auf relativ kurzer Distanz auf eine Druck­
spannungszone stößt. Dennoch sollte die Werkzeugauslegung 
so erfolgen, daß ein solcher Anriß vermieden wird, da er 
zu oben genannten Verschleißerscheinungen führen kann.
Aus den errechneten Werkstoffbeanspruchungen, denen ein 
Hartmetall als Matrizenwerkstoff ausgesetzt ist, und den 
untersuchten Werkstoffeigenschaften wird deutlich, daß 
man sich bei praxisüblichen Werkzeugbelastungen im großen 
Streubereich der Bruchfestigkeiten dieser Werkstoffe be­
findet. Deshalb müssen bei der rechnerischen Auslegung 
von Matrizen vermehrt statistische Aussagen von Bruchver­
suchen einbezogen werden, was beispielsweise zur Berech­
nung einer lokalen Bruchwahrscheinlichkeit über die Fini- 
te-Elemente-Methode führen kann. Eine einfacher zu reali­
sierende Möglichkeit besteht in der Verwendung von Biege­
bruchfestigkeitswerten, die sich auf eine 5%-ige Ausfall­
wahrscheinlichkeit beziehen. Diese stellt ein sichereres 
Beurteilungskriterium für den Werkzeugbruch dar als der 
übliche Mittelwert der Bruchfestigkeit und kann aus den 
standardmäßig durchgeführten Biegebruchversuchen ermit­
telt werden.
Da ein vorzeitiger Werkzeugausfall nach den gewonnenen 
Erkenntnissen meist von Werkstoffehlern herrührt, sollte 
eine Optimierung der Hartmetalle hinsichtlich einer mög­
lichst geringen Zahl von Gefügefehlern zum erfolgreichen 
Einsatz feinkörniger WC-Co-Hartmetalle ohne Sonderkarbid­
beimischungen für Fließpreßmatrizen führen. Damit würde 
eine höhere Verschleißfestigkeit durch eine geringere 
Ermüdungsempfindlichkeit ergänzt.
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9. Anhang
Anhang A:
Überprüfung der K-Wert-Ermittlung nach Kap. 4.1.4.5
Eine sehr entscheidende Fragestellung bei der Bestimmung 
der K-Faktoren in der in Kap.4.1.4.5 vorgeschlagenen 
Weise ist, wie genau die modellierte Rißspitzenstruktur 
die dort auftretende Spannungssingularität erfaßt und wie 
zuverlässig die damit erhaltenen Ergebnisse sind.
Es ist daher eine umfassende Überprüfung der erhaltenen 
Spannungsverteilung vor der Rißspitze bzw. der berech­
neten K-Werte unerläßlich, um grobe Fehler bei der Er­
mittlung der Spannungsintensitäten auszuschließen, da 
dies zu völlig falschen Aussagen über das Bruchverhalten 
der betrachteten Struktur führen würde.
Aus diesem Grund wurde das zur K-Wert-Ermittlung verwen­
dete Konzept unter idealisierten Bedingungen, nämlich 
unter reiner Mode I-, unter reiner Mode II- und unter 
definierter Mixed Mode-Belastung, überprüft.
Bild 97 zeigt exemplarisch für reine Mode II-Beanspru- 
chung einen Vergleich von analytisch errechneten Span­
nungsverläufen in einer 360“-Umgebung um eine Rißspitze 
und von Spannungsverläufen, wie sie sich mit ABAQUS bei 
gleichen Randbedingungen ergeben.
Die sehr gute Übereinstimmung der Spannungsverläufe läßt 
den Schluß zu, daß die Spannungsintensitäten, die sich 
aus den FEM-Ergebnissen berechnen lassen, durchaus zur 
bruchmechanischen Diskussion des Rißausbreitungsverhal- 
tens in der untersuchten Struktur herangezogen werden 
können.
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<*/ T
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Spannungsverläufe um die Rißspitze 
in Abhängigkeit vom Winkel e für 
Mode II-Beanspruchung
♦ 1000 analytischer Wert —
FEM-Ergebnis:
ar •
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Trz ▲
Bild 97: Vergleich von analytisch errechneten Spannungs­
verläufen mit FEM-Ergebnissen für die Rißspit- 
zenumgebung
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Anhang B: Werkstoffkennwerte
Plansee
Leg. E-Modul 
[kN/mm2]
Poisson- 
zahl
Härte 
[HV50]
Dichte 
[g/cm3]
Druckfest. 
[kN/mm2]
H40T 600 0,22 1300 14,3 5,0
H50T 570 0,23 1200 14,0 4,5
B40T 580 0,22 1200 14,2 4,0
Krupp-Widia
Leg. E-Modul 
[kN/mm2]
Poisson- 
zahl
Härte 
[HV30]
Dichte 
[g/cm3]
Druckfest. 
[kN/mm2]
GT30 540 0,23 1200 14,0 4,1
GT55 470 0,25 850 12,9 3,1
BT40 510 0,27 1050 14,0 3,4
GT2H 590 0,22 1400 14,6 5,0
THR-F 640 0,23 1500 14,4 5,3
GTC 570 0,22 1550 14,6 5,6
Tabelle 8: Ergänzende Angaben zu Kap. 5.1
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Anhang C:
Ergebnisse der Röntgenbeugungsuntersuchungen an BT40
Verglichen wurden die relativen Reflex-Intensitäten bei 
Bragg*scher Beugung an einer rechtwinklig geschliffenen 
Probe aus BT40.
Gemessen wurde mit Kupfer Ka-Strahlung jeweils einmal in 
der Ebene, deren Normalenrichtung parallel zur Preßrichtung 
liegt und einmal in der senkrecht dazu gelegenen.
Reflexions­
winkel 20 
[Grad]
Miller'sehe 
Indizes hkl
rel. Int. 
± Preßr.
[%]
rel. Int. 
II Preßr.
[%]
rel. Int. 
ASTM 
[%]
31,5 0 0 1 23 25 45
35,7 10 0 100 100 100
48,3 10 1 92 84 100
64,0 110 20 19 20
65,7 0 0 2 8 7 6
73,1 111 30 23 25
75,5 2 0 0 23 15 14
77,1 10 2 24 17 30
84,0 2 0 1 18 16 20
98,6 112 15 11 14
Tabelle 9:
Ergebnisse der Röntgenbeugungsuntersuchungen an BT40
Obwohl sich die relativen Intensitäten für die (1 1 1)-,
(2 0 0)- und (1 0 2)-Ebenen etwas unterscheiden kann auf­
grund der prinzipiell übereinstimmenden Peak-Relationen 
(s. Bilder 98 und 99) nicht auf eine ausgeprägte Anisotro­
pie geschlossen werden.
Eine möglicherweise vorhandene schwache Vorzugsorientierung 
könnte durch eine zusätzliche Untersuchung in einem Textur­
goniometer nachgewiesen werden. Für die vorliegende Arbeit 
sollten jedoch die obigen Ergebnisse ausreichen, um makro­
skopisch isotropes Werkstoffverhalten voraussetzen zu kön­
nen.
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Reflexionswinkel 26 [Grad]
Bild 99: Intensitätsverteilung II zur Preßrichtung

Lebenslauf
Der Lebenslauf wird nicht veröffentlicht.
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